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Kurzfassung
Seitdem Faser-Kunststoff-Verbunde (FKV) als Leichtbauwerkstoffe für Hochleistungsanwendungen
im Luftfahrzeug-, Automobil- und Sportgerätebau eingesetzt werden, erfolgt dies vorrangig mit Hilfe
multiaxialer Mehrlagenlaminate. Vergleichsweise neue Fertigungstechnologien, wie die Tailored Fiber
Placement (TFP-)Technologie, eröffnen jedoch die Möglichkeit einer gekrümmten, auch als variabelaxial
bezeichneten, Ablage von Verstärkungsfäden. Der zugewonnene Freiheitsgrad, den Verstärkungsfasern
an jeder beliebigen Stelle eine neue Richtung zuweisen zu können, bedingt aber auch ein komplexes
Verständnis für eine beanspruchungsgerechte Auslegung von Faserverbundbauteilen. Ziel ist es dabei,
die Fäden so zu orientieren, dass sie die angreifenden mechanischen Lasten mit einer möglichst gleich-
mäßigen Beanspruchung übertragen und das notwendige Matrixmaterial nur geringen Belastungen
ausgesetzt ist. Nach einer Analyse bestehender theoretischer Auslegungsstrategien werden Vor- und
Nachteile von reinen Materialoptimierungsansätzen bzw. in Kombination mit einer vorgeschalteten
Topologieoptimierung diskutiert. Experimentelle Nachweise werden am Beispiel einer Zugscheibe mit
ungleich breiten Einspannbereichen und einem steifigkeitsdimensionierten Fahrradbauteil (Brake Boos-
ter) erbracht. Dabei wird insbesondere das hohe Leichtbaupotential einer topologisch optimierten
variabelaxialen FKV-Struktur gegenüber einer multiaxialen Laminatgestaltung herausgestellt. Anhand
der TFP-Prozesskette wird deutlich gemacht, dass für eine numerische Auslegung variabelaxialer
Strukturbauteile neue Softwarewerkzeuge sowie ein hinreichend genaues Analysemodell notwendig sind.
Mit Hilfe des in der vorliegenden Arbeit entwickelten Softwarewerkzeugs AOPS kann die Auslegung
beanspruchungsgerechter Strukturbauteile zukünftig effizienter erfolgen. Einen wesentlichen Bestandteil
bildet dabei der vorgestellte Modellierungsansatz für die Finite Elemente Analyse. Damit ist es erst-
mals möglich ausgehend von einem beliebigen TFP-Ablagemuster, die spätere Struktursteifigkeit eines
komplexen variabelaxialen TFP-Bauteils vorauszusagen. Der entwickelte Modellansatz konnte anhand
der durchgeführten experimentellen Untersuchungen erfolgreich validiert werden.
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1.1 Motivation und Problemstellung
Hochleistungsfaserverbundwerkstoffe, wie kohlenstofffaserverstärkte Kunststoffe (CFK), die noch vor
wenigen Jahren nur für Spezialanwendungen im Rennsport oder in der Luft- bzw. Raumfahrttechnik zum
Einsatz kamen, werden in jüngster Zeit verstärkt auch als Konstruktionswerkstoff für Strukturbauteile
eingesetzt, die sich verstärkt im täglichen Leben wiederfinden. Neben dem industriellen Maschinenbau
finden Hochleistungsfaserverbundwerkstoffe auch bei Massen- bzw. Individualverkehrsmitteln sowie
bei Freizeitsportgeräten zunehmend Anwendung [1]. Um in den letztgenannten, stark preisdominierten
Produktsegmenten erfolgreich zu sein, ist ein Ansatz, um Kosten zu sparen, teure Verstärkungsfäden
möglichst sparsam einzusetzen. Trotz stark gestiegener Produktionskapazitäten sind die Preise für
Kohlenstofffasern in den vergangenen Jahren kaum gesunken und nehmen heute noch bis 45% der
Gesamtbauteilkosten etwa bei injektionsgefertigten CFK-Komponenten ein [2]. Auch bei Hochleis-
tungsanwendungen wird eine Verringerung der Fasermenge angestrebt. Allerdings steht hierbei eine
Reduktion der Bauteilmasse selbst im Vordergrund bei gleichbleibenden oder sogar besseren mechani-
schen Struktureigenschaften. Praktisch ist dies nur realisierbar, wenn die anisotropen Eigenschaften
von Faser-Kunststoff-Verbund (FKV)-Materialien effektiver ausgenutzt werden.
Einen technologischen Lösungsansatz für diese Problemstellungen stellt die am Leibniz-Institut für
Polymerforschung Dresden e. V. (IPF) entwickelte Tailored Fiber Placement (TFP)-Technologie dar
[3, 4]. Das mittels Einsatz modifizierter Stickautomaten durchgeführte TFP-Ablageverfahren ermöglicht
die materialsparende Herstellung kostengünstiger textiler Verstärkungsstrukturen, sog. Preformen [5].
Der wesentliche Vorteil dieses Herstellungsverfahrens besteht dabei in der Möglichkeit, Fadenmaterial
variabelaxial, d. h. mit ortsunabhängiger, frei wählbarer Richtung, ablegen zu können. Somit lassen
sich auch gekrümmte Fadenverläufe generieren, die mit etablierten multiaxialen FKV-Materialien,
z. B. auf Basis textiler Halbzeuge wie Gewebe oder Gelege, nicht möglich sind. Somit können für
bestimmte steifigkeits- bzw. festigkeitsdimensionierte Bauteilklassen die faserparallelen Eigenschaften
deutlich besser ausgenutzt werden. Das große Leichtbaupotential einer unidirektionalen Faser-Kunststoff-
Verbundschicht kann durch den Vergleich des dichtespezifischen E-Moduls gut veranschaulicht werden.
Im Diagramm in Abbildung 1.1 werden dazu unterschiedliche Metalllegierungen einem quasiisotropen
und einem unidirektionalen CFK-Material mit einem gebräuchlichen Fasertyp hoher Festigkeit (engl.
high tenacity, HT) und einem Faservolumengehalt von ϕ = 50% gegenübergestellt. Zur besseren
Veranschaulichung wurden alle Werte auf die einer Titan-Legierung normiert.
2 1 Einleitung
Abb. 1.1: Normierter dichtespezifische E-Modul verschiedener Leichtbauwerkstoffe
Es wird deutlich, dass quasiisotrope, multiaxiale CFK-Mehrlagenlaminate nur eine geringfügig höhere
dichtespezifische Steifigkeit aufweisen als die Metalllegierungen. Strukturleichtbau anhand bewährter
Leichtbauprinzipien erfolgt dabei praktisch nur unter Ausnutzung der geringen Dichte der eingesetzten
FKV-Materialien. Dagegen weist der unidirektionale FKV mit demselben Kohlenstofffasertyp einen
um mehr als 3,7-fach höheren Kennwert als eine Titan-Legierung auf. Um Faserverbundbauteile mit
einem extrem hohem Leichtbaupotential zu entwickeln, ist es daher notwendig, die Verstärkungsfäden
möglichst entsprechend der im Bauteil vorliegenden Richtung der größten Beanspruchung zu orientieren.
Dieser Anspruch geht jedoch mit erhöhten Anforderungen an den Entwicklungsingenieur bei der Ausle-
gung von Strukturen mit einem extrem hohen Leichtbaupotential einher. Berechnungsmethoden, wie die
klassische Laminattheorie (CLT), und numerische Simulationsprogramme, wie die Finite Elemente Ana-
lyse (FEA), ermöglichen heute zwar bereits eine zuverlässige Auslegung multiaxialer Laminatstrukturen,
beispielsweise auf Basis von Geweben, Multiaxialgelegen (MAG) oder Prepregs. Für die wesentlich
komplexere Aufgabe der Auslegung von FKV-Strukturen mit einem variabelaxialen Faserdesign können
Entwicklungsingenieure jedoch noch nicht auf computergestützte Methoden durch kommerziell etablierte
Softwareprogramme zurückgreifen. Eine bisher stark durch ingenieurmäßige Erfahrungen geprägte
Auslegung variabelaxialer FKV-Bauteile ist die Folge. Dabei ist die Bauteilgestaltung entweder durch
eine starke Einschränkung der theoretischen Möglichkeiten der TFP-Technologie geprägt oder erfolgt
anhand aufwendiger experimenteller Validierungszyklen. Die hiermit verbundenen Kostenaufwendungen
verhindern aktuell den stärkeren Einsatz variabelaxialer Fadenlegetechnologien und gleichzeitig eine
effizientere Gestaltung von endlosfaserverstärkten Faser-Kunststoff-Verbundbauteilen.
1.2 Aufbau und Ziel der Arbeit
Die Gestaltung und Auslegung eines Strukturbauteils kann prinzipiell unter verschiedenen Gesichts-
punkten erfolgen [6]. Entsprechend der schematischen Darstellung in Abbildung 1.2 hat die Wahl
der Bauweise, die gewählte Topologie, lokale Bauteilformen bzw. -querschnitte und auch die Mate-
rialgestaltung einen Einfluss auf das spätere Strukturverhalten eines Bauteils. Im Hinblick auf die
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Gestaltung variabelaxialer FKV-Strukturen wird sich bisher vor allem auf Ansätze zur Materialop-
timierung konzentriert. Aufgrund der hierfür benötigten großen Anzahl an Designvariablen werden
statt mathematischen Verfahren zur Optimierung vor allem Optimalitätskriterien unter Einsatz stark
vereinfachter Analysemodelle verwendet. Die erhaltenen Ergebnisse repräsentieren so im Allgemeinen




Wahl der Bauweise Topologieoptimierung Formoptimierung MaterialoptimierungQuerschnittsoptimierung
Abb. 1.2: Disziplinen der strukturellen Auslegung
Andererseits ermöglicht eine Topologieoptimierung durch Masseverteilung die Vorkonditionierung eines
Strukturbauteils hinsichtlich notwendiger, lasttragender Strukturbereiche. Dieses, heute bereits bei der
Auslegung isotroper Werkstoffe zunehmend eingesetzte Optimierungsverfahren, ähnelt unter bestimmten
Gesichtspunkten den Ergebnissen einer variabelaxialen Materialoptimierung. Lösungen beider Optimie-
rungsansätze werden beispielsweise mit analytischen Ergebnissen masseminimaler Tragwerksstrukturen
verglichen. Dabei ist die konsequent sequentielle Durchführung einer Topologie- mit anschließender
Materialoptimierung für die Auslegung variabelaxialer FKV-Strukturen bisher nicht bekannt. Unter
Anwendung bereits entwickelter Methoden bzw. zum Teil kommerziell verfügbarer Softwaretools werden
die beiden Ansätze unter fertigungstechnischen Aspekten der TFP-Technologie anhand steifigkeits-
dimensionierter Strukturelemente miteinander verglichen. Ziel ist es dabei, die Prozesskette von der
Auslegung und Entwicklung hin zur Fertigung variabelaxialer, mittels TFP-Verfahren hergestellter
FKV-Strukturen von einem vorrangig auf Ingenieurswissen basierenden in einen eher computerunter-
stützten Ablauf zu überführen. Dabei soll nicht die Entwicklung weiterer Optimierungsmethoden im
Blickpunkt stehen. Vielmehr sollen die bestehenden Ansätze hinsichtlich der praktischen Anwendbarkeit
bei der Auslegung von Bauteilen mit einer extrem hohen massespezifischen Steifigkeit überprüft und
anhand experimenteller Untersuchungen bewertet werden.
Eine Analyse bisher entwickelter Materialoptimierungsansätze verdeutlicht schnell das Fehlen einfach
zu erstellender und gleichzeitig hinreichend genauer Analysemodelle zur Beschreibung variabelaxialer
FKV-Strukturen als Haupthindernisgrund für die weitere Verbreitung von Fadenlegetechnologien. Im
Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde daher darüber hinaus ein makroskopischer Modellierungsansatz
entwickelt, der die Steifigkeitssimulation komplexer variabelaxialer Strukturen unter Einsatz kommerziell
verfügbarer FEA-Programm ermöglicht und als Grundlage für zukünftige Optimierungsstrategien dienen
kann. Die Validierung der Simulationsergebnisse erfolgte dabei anhand von experimentellen Ergebnissen.
Die vorliegende Arbeit ist hierzu in sechs Kapitel gegliedert. In Kapitel 2 werden zunächst die mechani-
schen Grundlagen anisotroper FKV-Materialien beschrieben. Darüber hinaus werden hier verschiedene
Verfahren zur Herstellung multiaxialer und auch variabelaxialer FKV-Strukturen erörtert und mitein-
ander verglichen. Für die zur Herstellung variabelaxialer Faserverbundstrukturen gut geeignete Tailored
Fiber Placement-Technologie wird abschließend eine experimentelle Bewertung der ondulationsbeding-
ten Steifigkeitsreduktion für unidirektionale Verbunde durchgeführt, die u. a. in die Parameter zur
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Materialmodellbildung der Struktursimulation eingeht.
Das Kapitel 3 widmet sich den bestehenden Ansätzen zur Strukturoptimierung variabelaxialer FKV.
Zunächst wird ein Überblick über die Grundlagen der Strukturoptimierung und masseminimalen
Tragwerkstrukturen gegeben. Anschließend werden bestehende Lösungsansätze zur Material- und Topo-
logieoptimierung mit Hinblick auf deren praktische Anwendung für endlosfaserverstärkte, variabelaxiale
FKV-Strukturen vorgestellt und diskutiert.
Im folgenden Kapitel 4 werden neue Ansätze zur fertigungsgerechten Auslegung variabelaxialer TFP-
Bauteile auf Grundlage der gezogenen Schlussfolgerungen vorgestellt. Zunächst wird die bestehende
TFP-Prozesskette analysiert und Methoden benannt, die zur theoretischen Auslegung von TFP-Bauteilen
notwendig sind. Anschließend werden die im Rahmen der vorliegenden Arbeit entwickelten Möglichkeiten
und Vorteile für die Erstellung von materialoptimierten Ablagemustern für variabelaxiale TFP-Bauteile
mit Hilfe der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Auslegungssoftware AOPS beschrieben. Abschließend
werden Ansätze zur Erstellung makromechanischer Finite Elemente (FE)-Berechnungsmodelle für
variabelaxiale FKV-Bauteile vorgestellt.
In Kapitel 5 werden anhand zweier Beispiele die experimentellen Ergebnisse der strukturmechanischen
Auslegung mittels Material- bzw. Topologieoptimierungsverfahren miteinander verglichen. So werden
an einem generischen Strukturelement, einer Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen, sowie
einem steifigkeitsdimensionierten Strukturbauteil, einem Fahrrad Brake Booster, die Unterschiede bei
der Anwendung von Topologie- bzw. Materialoptimierungsansätzen aufgezeigt, der Auslegungs- sowie
der Fertigungsprozess ausführlich beschrieben und die Ergebnisse diskutiert. Darüber hinaus erfolgt eine
experimentelle Verifizierung der mit Hilfe der neu entwickelten Simulationsmodelle erzielten Ergebnisse.
Zum Abschluss wird in Kapitel 6 die vorliegende Arbeit zusammengefasst und ein Ausblick auf zukünftige
Forschungsschwerpunkte gegeben.
1.3 Literaturübersicht
Im Folgenden wird eine einführende Literaturübersicht über die Grundlagen von Faser-Kunststoff-
Verbundstrukturen gegeben. Die elastizitätstheoretischen Grundlagen, sowie Grundlagen zur nume-
rischen Strukturberechnung, wie der Finiten Elemente Analyse lassen sich in Standardwerken der
technischen Mechanik u. a. bei Gross et al. [7, 8] finden. Bei Becker [9] werden Berechnungsmetho-
den für Spannungszustände von Scheiben, Platten und Schalen, auch unter Berücksichtigung anisotroper
Laminateigenschaften, beschrieben. Internationale Standardwerke, die ausführlich die mechanischen
Eigenschaften von Faserverbundstrukturen beschreiben, wurden u. a. von Kollár et al. [10], Kaw
[11], Jones [12]und Vinson et al. [13] vorgelegt. Eine kompakte und übersichtliche Zusammenstel-
lungen anisotroper Elastizitätsmodelle zur Berechnung von Laminateigenschaften bieten auch die
Vorlesungsskripte von Wolf [14] sowie von Kress und Ermanni [15]. Ebenso lässt sich im Handbuch
für Strukturmechanik (HSB) [16]des Luftfahrttechnischen Handbuchs (LTH) eine kompakte Übersicht
über die anisotrope Elastizitätstheorie finden. Neben der Beschreibung der elastisch-mechanischen
Faserverbundeigenschaften dokumentiert Flemming et al. [17] auch das physikalische Werkstoffver-
halten u. a. unter Feuchte- und Temperatureinfluss, unter dynamischer Belastung sowie hinsichtlich
Recyclebarkeit. Einen umfassenden Gesamtüberblick über Faserkunststoffverbunde, welcher neben
werkstoffkundlichen, physikalischen und mechanischen Eigenschaften auch konstruktive Leichtbauweisen
berücksichtigt wurde von Schürmann [18] vorgelegt.
Unter vorranging werkstofflichen Aspekten beschreibt Flemming et al. [19] die Einzelkomponenten Faser
und Matrix. Eine auch die mikromechanischen Effekte von Faserverbundstrukturen berücksichtigende
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Beschreibung liefert Rössler et al. [20]. Beschreibungen über Faserhalbzeuge und die Herstellung
von FKV mit duromerem Matrixmaterial befinden sich in der Literatur von Flemming [21, 22]
und Ehrenstein [23]. Ein vergleichsweise neues Harzinfiltrationsverfahren, welches zu sehr guten
Laminatqualitäten bei der Konsolidierung von Faserhalbzeugen und Preformen führt und deshalb
schnell Verbreitung fand, ist der Vacuum Assisted Process (VAP). Das Verfahren ist patentiert [24]
und wird von von Brandt [25] näher beschrieben. Umfangreiche Übersichten über die Grundlagen
textiler Halbzeuge zur Herstellung von FKV-Strukturen liefern Chou et al. [26], Long [27] und Cherif
[28]. Einen vergleichenden Überblick über dreidimensional verstärkte textile Preformverfahren, wie die
sticktechnische Faserablage, das Flechten oder die multiaxiale Faserablage, stellt Bannister [29] vor.
Weiterführende Literatur, die neben den Herstellungsverfahren auch die mechanischen Eigenschaften
textilbasierter Faserverbundmaterialien beschreiben, legten Long [27] und Miravete [30] vor. Fast
ausschließlich auf die mechanischen Eigenschaften konzentriert sich das Buch von Pastore und
Bogdanovich [31].
Die Anwendung von Leichtbauweisen vor allem durch konstruktive Gestaltungsprinzipien, aber auch
durch den Einsatz von Leichtbauwerkstoffen, wird in den umfangreichen Werken von Klein [32] und
Wiedemann [33] beschrieben. Als spezielles Leichtbauprinzip haben sich Sandwichstrukturen mit
FKV herauskristallisiert. Mit der Beschreibung der mechanischen Eigenschaften sowie Hinweise zur
Gestaltung von Sandwichstrukturen setzen sich Zenkert [34] und Davies [35] auseinander.
Bei der Gestaltung von Bauteilen aus FKV spielt neben einer ausreichenden Steifigkeitsdimensionie-
rung auch die Berücksichtigung von Festigkeiten eine entscheidende Rolle. Um Bauteile ausreichend
gegen ein frühzeitiges Versagen zu dimensionieren, müssen Versagenskriterien bereit stehen, anhand
derer der Konstrukteur eine Laminatauslegung vornehmen kann. Jedoch kann das Materialversagen,
anders als bei isotropen Werkstoffen, nur mittels komplexer Versagenskriterien zuverlässig vorhergesagt
werden. Aufgrund der anisotropen, elastischen Materialeigenschaften in Laminaten und der damit
verbundenen, richtungsabhängigen Versagenseigenschaften von Faserverbundwerkstoffen wurden in den
letzten Jahren immer bessere Versagenskriterien entwickelt. Eines der ersten sogenannten pauschalen
Versagenskriterien, welches versuchte nicht nur interaktionslos im Laminat auftretende Hauptdehnungs-
und Hauptspannungszustände zu bewerten, sondern auf Basis einer begrenzten Anzahl verschiedener
Festigkeitskennwerte einen mathematisch beschriebenen Versagenskörper für die Festigkeitsberechnung
verwendet, ist das Tsai-Wu-Kriterium [36]. Obwohl das Tsai-Wu-Kriterium aufgrund des verwendeten
quadratischen Interaktionskriteriums keine Aussagen über die Art eines möglichen Laminatversagens
zulässt, man darüber hinaus noch Gefahr läuft, physikalisch nicht begründbare Bruchreservefaktoren aus-
zurechnen, und es daher als veraltet gilt, wird es noch immer in einer Vielzahl von FEA-Softwarepaketen,
wie Beispielweise ANSYS[37], standardmäßig eingesetzt. Neuere weitergehende Versagenskriterien,
die auch Aussagen über auftretende Versagensarten geben können, halten aber zunehmend Einzug in
kommerzielle Berechnungssoftware bzw. lassen sich ggf. softwareseitig auch selbst implementieren. Ein
erster Schritt in Richtung physikalisch begründbare, bruchmodebezogene Festigkeitskriterien wurde von
Hashin [38] vorgelegt. Ein Kriterium mit darauf basierenden und weiterentwickelten Bruchbedingungen
legte Puck [39, 40] vor. Das Kriterium eignet sich sehr gut, um dreidimensionale Spannungszustände
zu bewerten. Allerdings ist das Lösen der damit verbundenen Extremalwertaufgabe zur Findung der Wir-
kebenen mit vergleichsweise hohen Rechenkosten verbunden. Von Cuntze [41, 42, 43, 44, 45, 46] wurde
ein alternatives bruchmodebezogenes Versagenskriterium vorgeschlagen, welches auf der Berechnung von
Invarianten basiert. Eine detaillierte Übersicht über den aktuellen Stand bruchmodebezogener Versagens-
kriterien und ein ingenieurmäßige Vorgehen bei der Auslegung von Faserverbundkomponenten bietet die
VDI-Richtlinie 2014 [47]. Im internationalen Vergleich schneiden diese Verfahren zur FKV-Auslegung
zudem sehr gut ab, wie am Beispiel der World-Wide Failure Excercise Initiative [48] deutlich wird.
Weiterführende Forschung auf dem Gebiet der Versagensanalyse versucht z. B. Berechnungsgrundlagen
für FKV-Bauteile mit komplexen Belastungen unter Berücksichtigung fertigungstechnisch bedingter
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Wärmeeinwirkung und Mediendiffusion mit zu entwickeln, wie u. a. in der Dissertationsschrift von
Kroll [49] vorgestellt. Weitere Arbeiten beschäftigen sich mit bruchmodebezogenen Versagensmodellen
bzgl. ihrer Gültigkeit für alternative Matrixmaterialien, wie Keramiken oder Metallen [50] oder mit
schwach dreidimensionalverstärkten Faserverbundlaminaten [51, 52].
Da es darüber hinaus wesentlicher Bestandteil der vorliegenden Arbeit ist, sowohl bestehende variabe-
laxiale textile Fertigungsverfahren als auch aktuelle Methoden zur Strukturoptimierung variabelaxialer
FKV-Strukturen zu untersuchen und zu bewerten, sei an dieser Stelle auf die jeweilige ausführli-
che Literaturanalyse verwiesen. Der Stand der Technik bzgl. der Herstellungsverfahren befindet sich
im Abschnitt 2.2 und eine entsprechende Quellenanalyse zur Strukturoptimierung variabelaxialer
Faser-Kunststoff-Verbunde in Kapitel 3.
2 Faser-Kunststoff-Verbunde für den Leichtbau
Hochleistungsfaserverbundwerkstoffe sind inzwischen ein wesentlicher Bestandteil des Strukturleichtbaus.
Dies wurde u. a. dadurch erreicht, dass in den letzten Jahren die theoretischen Grundlagen zur
Strukturauslegung und -berechnung in den Ingenieuralltag überführt wurden. Zunächst sollen daher die
Grundlagen der Elastizitätstheorie beschrieben werden mit besonderem Hinblick auf die Berechnung von
Hauptspannungszuständen sowie den Steifigkeiteigenschaften von anisotroper Materialien. Anschließend
werden verschiedene Verfahren zu Herstellung multi- und variabelaxialer FKV-Strukturen diskutiert
und am Beispiel bisher entwickelter Fadenlegetechnologien miteiander vergliche. Abschließend werden
werden Effekte der ondulationsbedingten Steifigkeitreduktion am Beispiel des Tailored Fiber Placement-
Verfahrens diskutiert.
2.1 Grundlagen der Elastizitätstheorie
Im folgenden Abschnitt werden die Grundlagen der Elastizitätstheorie eingeführt. Diese Bilden u. a. die
Vorraussetzung für die in Abschnitt 3.3 diskutierten Ansätze zur Materialoptimierung variabelaxialer
FKV-Strukturen. Bei der Beschreibung der Elastizitätsgleichung wird sich an der Literatur von Gross
et al. [8] und Schürmann [18] orientiert.
2.1.1 Spannungszustand
Zunächst sollen mit Hilfe der Elastizitätstheorie die Grundgleichungen zur Beschreibung des Spannungs-
und Verzerrungszustandes beschrieben werden. Der Spannungsvektor t im Punkt P eines beliebig








wobei ΔF die Kraft ist, die auf die Querschnittsfläche ΔA wirkt (Abbildung 2.1). Der Spannungsvektor
t hängt von der Orientierung des Schnittes durch P ab, welche mit Hilfe des Normaleneinheitsvektors n
definiert werden kann. Eine Zerlegung des Spannungsvektors kann senkrecht (normal) zur Schnittfläche in
die Komponente Normalspannung σ und tangential zur Schnittfläche in die Komponente Schubspannung
τ erfolgen.
Der Spannungstensor σ ist durch die Spannungsvektoren dreier senkrecht aufeinander stehender
Schnitte definiert. Bei Verwendung eines kartesischen x, y, z-Koordinatensystems (Abbildung 2.2)
und Wahl der Schnitte senkrecht zu den Hauptachsen, können so die zugehörigen Spannungsvektoren
in die kartesischen Komponenten zerlegt werden. Somit kann der Spannungstensor in kartesischen
Koordinaten in Matrixform geschrieben werden als
σ =
⎡
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Abb. 2.1: Definition der Normal- und Schubspannungsvektoren
Abb. 2.2: Koordinatensysteme und Komponenten des Spannungstensors
Durch Einführung einer Indexnotation der kartesischen Koordinaten mit x1, x2, x3 kurz xi mit i =1, 2,
3, anstelle von x, y, z wird eine kompaktere Schreibweise ermöglicht. Somit kann der Spannungstensor
mit Hilfe der Komponenten σij mit i, j =1, 2, 3 geschrieben werden als
σ = [σij ] =
⎡




Hierbei sind die Normalspannungen durch gleiche und die Schubspannungen durch ungleiche Indizes
gekennzeichnet. Aufgrund des Momentgleichgewichts ist der Spannungstensor symmetrisch, sodass für
alle i = j bzw. i = j gilt
σij = σji . (2.4)
Durch die Indexnotation lässt sich nun auch der Spannungsvektor t sowie der Normaleneinheitsvektor
n mit Hilfe der Komponenten ti, Gleichung (2.5) bzw. ni Gleichung (2.6), vereinfacht beschreiben.
Entsprechend Abbildung 2.3 gilt für den Normaleneinheitsvektor darüber hinaus n1 = cosα1, n2 = cosα2,
n3 = cosα3.
















⎥⎦ mit |n|=1 (2.6)
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Abb. 2.3: Komponenten des Normaleneinheitsvektors
Unter Verwendung der Einsteinschen Summenkonvention lässt sich der Spannungsvektor mit Hilfe des
Spannungstensors und den Normalenheitsvektors für jede beliebige Schnittfläche entsprechend (2.7)
beschreiben. Aufgrund der Dopplung des Index “i” wird der Normalenvektor mit “j” indiziert mit j=
1, 2, 3.
ti = σijnj (2.7)
Entsprechend den Gleichungen (2.5), (2.5) und (2.6) kann auch die symbolische Tensorschreibweise
gewählt werden in der Form
t = σn . (2.8)
Mit Hilfe der Koordinatentransformation kann der Spannungstensor auf beliebig viele gedrehte Ach-
sensysteme angewendet werden. In dem Fall, dass Spannungsvektor t und Normalspannungsvektor n
zusammenfallen, kann das Koordinatensystem auch als Hauptachsensystem bezeichnet werden. Der
Spannungsvektor, bei dem nunmehr nur noch Normalspannungen wirken und die Schubspannungen
Null sind, wird als Hauptspannung bezeichnet. Die Richtung des Normalenvektors n entspricht einer
Hauptachsenrichtung, sodass sich der Spannungsvektor ausdrücken lässt durch
ti = σni . (2.9)
Wobei σ eine skalare Hauptspannung bezeichnet. Durch Gleichsetzten mit Gleichung (2.7) und Umfor-
mung unter Verwendung von nj = δijni mit dem Kronecker-Symbol δij =
{
1 für i = j
0 für i = j lässt
sich sich ein homogenes Gleichungssystem aufschreiben.
(σij − σδij)nj = 0 (2.10)
Das Vorgehen kann auch als Bestimmung des Eigenwerts σ des Spannungstensors σ betrachtet werden,
bei dem E die Einheitsmatrix ist und der Einheitsnormalenvektor n der dem Eigenvektor entspricht
(σ − σE)n = 0 (2.11)
(σ11 − σ)n1 + σ12n2 + σ13n3 = 0,
σ21n1 + (σ12 − σ)n2 + σ13n3 = 0,
σ31n1 + σ12n2 + (σ13 − σ)n3 = 0. (2.12)
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Nichttriviale Lösungen, ungleich Null, des Gleichungssystem sind für n1, n2, n3 nur durch Eliminierung
der Koeffizientendeterminante möglich (2.13).∣∣∣∣∣∣∣
σ11 − σ σ12 σ13
σ21 σ22 − σ σ23
σ31 σ32 σ33 − σ
∣∣∣∣∣∣∣ = 0 . (2.13)
Hieraus ergibt sich eine kubische Gleichung, bei der die Komponenten zu Invarianten des Spannungs-
tensors zusammengefasst werden können mit
σ3 − I1σ2 − I2σ − I3 = 0 . (2.14)
Die Invarianten I1, I2, I3 sind unabhängig von der Wahl des Koordinatensystems und können nach
Gleichung (2.15) geschrieben werden als:
I1 = σ11 + σ22 + σ33,







Durch Lösen der kubischen Gleichung nach (2.14) erhält man die drei reellen Lösungen σ1, σ2, σ3,
welche stationäre Werte der Normalspannung und somit Hauptspannungen sind. Die Hauptspannungen
werden entsprechend ihres Zahlenwerts sortiert. Dabei wird σ1 als maximale Hauptspannung und
σ3 als minimale Hauptspannung bezeichnet. Einen dazwischen liegenden stationären Wert stellt σ2
dar. Die zu den Hauptspannungen zugehörigen Normalenvektoren lassen sich durch Lösen zweier
Gleichungen von (2.12) ermitteln und entsprechen nach (2.11) einem Eigenvektor. Für die Normierung
des Normaleneinheitsvektors gilt dabei der Zusammenhang n21+n22+n23 = 1. Ein Hauptspannungszustand
lässt sich am Spannungstensor anhand der vorliegenden Diagonalform (2.16) erkennen.
σ =
⎡




Für ein ebenes Bauteil, bei der die Dicke t klein gegenüber den Abmessungen in der Ebene ist und das
zudem nur in der Ebene belastet wird, eine sogenannte Scheibe, kann die Spannung in Dickenrichtung
im Vergleich zu den anderen Komponenten vernachlässigt werden.
Dabei werden entsprechend dem in (Abb. 2.4) definierten Koordinatensystem die Spannungskompo-
nenten in z-Richtung gleich Null gesetzt mit σzz = τxz = τyx = 0 bzw. in die Indexschreibweise mit
σ33 = σ13 = σ23 = 0. Dieser Fall wird als ebener Spannungszustand (ESZ) bezeichnet. Zudem kann
angenommen werden, dass die Spannungsverteilungen für die x, y bzw. 1, 2 -Komponenten σ11, σ22 und
σ12 = σ21 in Dickenrichtung konstant sind. Für den ESZ kann der Spannungstensor mit Koordinaten-












Um die Hauptspannungen im ESZ zu finden kann entsprechend Gleichung (2.11) vorgegangen und
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Abb. 2.4: Ebener Spannungszustand einer Scheibe
ebenfalls ein homogenes Gleichungssystem in Indexkomponentenschreibweise aufgeschrieben werden.
(σ11 − σ)n1 + σ12n2 = 0,
σ21n1 + (σ22 − σ)n2 = 0 . (2.18)
Durch Lösen der Koeffizientendeterminante erhält man die quadratische Gleichung mit den Invarianten
I1 und I2.
σ2 + I1σ + I2 = 0 (2.19)
I1 = − (σ11 + σ22) ,
I2 =
∣∣∣∣∣ σ11 σ12σ21 σ22
∣∣∣∣∣ . (2.20)
Die Lösung der quadratischen Gleichung (2.19) hat genau zwei reelle Lösungen mit






wie durch Einsetzen der Invarianten und unter Berücksichtigung der Symmetrie des Spannungstensors








+ σ212 . (2.22)








+ τ2xy . (2.23)
Durch Einsetzen einer der beiden Lösungen σ1,2 in die Gleichung (2.18) kann der Normaleneinheits-
vektor der Hauptspannung berechnet werden. Da im ESZ jedoch eine winkelabhängige Notation der
Hauptspannungsrichtungen gebräuchlich ist, kann durch den Zusammenhang n1 = cosα1, n2 = cosα2
und α2 = π2 − α1 zusätzlich der Hauptspannungswinkel in Abhängkeit des Ursprungkoordinatensystems
berechnet werden (Abb. 2.5).
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Abb. 2.5: Hauptspannungen und Hauptspannungswinkel im ebenen Spannungszustand
Zur Ermittlung der Hauptsannungsvektoren und somit auch der Hauptspannungswinkel wird zu-
nächst die Gleichung (2.11) unter Annahme des ESZ sowie unter Verwendung der bereits berechneten
Hauptspannungen σ1,2 folgendermaßen erweitert
1
σ12













n = 0 . (2.25)







λ = σ1,2 − σ22
σ12
(2.27)
ergibt sich erneut eine Eigenwertgleichung
(σ̃ − λE)n = 0 . (2.28)
Diese besitzt mit λ zwar andere Eigenwerte als die in Gleichung (2.22) berechneten, jedoch identische













mit χ =σ11 − σ22
σ12
. (2.29)
Durch Null setzen der Determinante von (2.28) können nun zwei reelle Lösungen der quadratischen








+ 1 . (2.30)
Durch Einsetzen einer der Eigenwerte, z. B. λ1, in eine der Gleichungen des homogenen Gleichungssys-
tems (2.28) ergeben sich nach Gleichung (2.6) mit cosα2 = sinα1 folgende Gleichungen
(χ − λ1) cosα1 + sinα1 = 0, (2.31)
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tanα1 = λ1 − χ . (2.32)
Üblicherweise wird der Hauptspannungswinkel mit Hilfe von tan 2α1 angegeben. Nach Umformungen
lässt sich hieraus der Hauptspannungswinkel α1berechnen mit:
tan 2α1 =
2 tanα1
1 − tan2 α1 =
2(λ1 − χ)




σ11 − σ22 . (2.34)
Dabei ist α1 der Winkel der ersten Hauptspannungskomponente. Aufgrund der Periodizität der Tan-




gibt es genau zwei Hauptspannungsrichtungen,
die senkrecht aufeinander stehen. Die Richtung der zweiten Hauptspannung ist demnach α2 = α1 + π2 .
2.1.2 Verzerrungszustand
Wirken auf einen Körper Lasten ein, so verformt er sich. Die Kinematik eines Körpers kann anhand der
Verschiebungen und Verzerrungen beschrieben werden. In Abbildung 2.6 sind die kinematischen Größen
am Beispiel einer in die x1, x2-Ebene projizierten Fläche PQRS, mit den Seitenlängen dx1 und dx2,
eines infinitesimal kleinen Quaders dargestellt. Durch Verformung geht das Rechteck in seine neue Lage
P´Q´R´S´ über. Unter dem Begriff Verformung bzw. Verzerrung werden die am Körper auftretenden
Dehnungen εii und die Gleitungen εij bzw. γ zusammengefasst. Die Verschiebung eines Körpers im
Punkt P hin zu seiner neuen Lage dem Punkt P´ kann durch den Verschiebungsvektor u beschrieben
werden.
Abb. 2.6: Verformungen und Verzerrungen am Körper
Der Verschiebungsvektor kann mit Hilfe der Ortsvektoren von P und P´ geschrieben werden als
u = rP − rP ´ . (2.35)
Durch Verzerrung wird der Punkt Q zum Punkt Q´ verschoben. Unter der Bedingung, dass alle dabei
entstehenden Winkel hinreichend klein sind, sowie das εij  1 ist, kann angenommen werden, dass die
verformte Länge P´Q´ gleich der Länge der Projektion auf die x1-Achse ist. Die Verschiebung eines
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zu P benachbarten Punktes kann mit Hilfe der Taylorreihenentwicklung am Beispiel der 1-Richtung
beschrieben werden durch
u1(x1 + dx1, x2 + dx2, x3 + dx3) =





































dx1 + ∂u1∂x1 dx1
. (2.39)
Aufgrund der Forderung nach kleinen Dehnungen mit |εii|  1 und hinreichend kleinen Verzerrungs-









werden. Durch Vertauschen der Komponentenrichtungen kann außerdem gezeigt werden, dass εij = εji
gilt. Der Gleitungswinkel (Gleitung oder Scherung) selbst wird als Summe der Gleitungskomponenten







Mit den ermittelten Komponenten zur Beschreibung des Verzerrungszustands kann ein Verzerrungstensor
2. Stufe aufgeschrieben werden, der dem Spannungstensor (2.3) bzgl. seiner Eigenschaften gleicht. Hierzu
müssen lediglich die Komponenten des Spannungstensors entsprechend als Verzerrungskomponenten
geschrieben werden mit
ε = [εij ] =
⎡




















Es kann entsprechend dem Vorgehen zur Berechnung der Hauptspannungen nach Gleichung (2.10)
gezeigt werden, dass auch hierbei drei Invarianten existieren sowie die Hauptdehnungen ε11, ε22, ε33 im
Hauptachsensystem. Im Fall eines ebenen Verzerrungszustands, d.h. die Komponenten in 3-Richtung
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bzw. entsprechend zu Gleichung (2.34) die beiden senkrecht aufeinander stehenden Hauptdehnungswinkel,
mit α2 = α1 + π2 , aufgeschrieben werden
tan 2α1 =
2ε12
ε11 − ε22 . (2.44)
2.1.3 Elastizitätsgesetz
Das Stoffgesetz, welches Spannungen und Verzerrungen unter der Voraussetzung eines linear ideal
elastischen Zusammenhangs miteinander verknüpft, wird Elastizitätsgesetz genannt. Im einachsigen
Fall wird dies anhand des Hookschen Gesetzes
σ = Eε (2.45)
beschrieben, wobei E der Elastizitätsmodul des eingesetzten Werkstoffs ist. Im dreiachsigen Fall kann
die lineare Beziehung zwischen den Spannungen und Verzerrungen mit Hilfe eines Tensors 4. Stufe, dem
Elastizitätstensor, beschrieben werden.
σij = Eijklεkl . (2.46)
Die Komponenten des Elastizitätstensors werden als Elastizitätskonstanten bezeichnet und müssen
anhand experimenteller Materialuntersuchungen bestimmt werden. Aufgrund der Symmetrie der
Spannungs- und Verzerrungstensoren können auch die Indizes des Elastizitätstensors miteinander
vertauscht werden: Eijkl = Ejikl = Eijlk = Ejilk. Hierdurch reduziert sich die Anzahl unabhängiger
Elastizitätskonstanten von 81 auf 36. Die jeweils sechs unabhängigen Komponenten des Spannungsten-
sors nach Gleichung (2.5) bzw. des Verzerrungstensors nach Gleichung (2.11) lassen sich in Normal-
und Schubkomponenten unterteilen und in einem Spaltenvektor zusammenfassen. Der Elastizitätstensor
wird auch als Steifigkeitsmatrix C bezeichnet. Die Spannungs-Verzerrungs-Beziehung kann damit in














C11 C12 C13 C14 C15 C16
C21 C22 C23 C24 C25 C26
C31 C32 C33 C34 C35 C36
C41 C42 C34 C44 C45 C46
C51 C52 C35 C45 C55 C56














Die Komponenten Cij und Eijkl lassen sich in einander überführen. Es lässt sich außerdem anhand der
spezifischen Formänderungsenergie zeigen, dass der Elastizitätstensors ebenfalls symmetrisch ist und
somit Eijkl = Eklij bzw. Cij = Cji gilt. Der hier beschriebene allgemeine Fall gilt nur für vollständig
anisotrope Materialien (trikline Anisotropie). In der Realität können Materialien anhand spezieller
anisotroper Sonderfälle beschrieben werden. Im Fall der orthogonalen Anisotropie (auch Orthotropie)
stehen drei Symmetriebenen senkrecht aufeinander. Fallen die Koordinatenachsen mit den Material-
hauptrichtungen zusammen, kann das Elastitzitätsgesetz mit 9 unabhängiger Elastizitätskonstanten
beschrieben werden. Im Gegensatz zur vollständigen Anisotropie sind Normaldehnungen und Schub-
spannungen bzw. Schubverzerrungen und Normalspannungen entkoppelt. Holzwerkstoffe beispielweise
16 2 Faser-Kunststoff-Verbunde für den Leichtbau














C11 C12 C13 0 0 0
C21 C22 C23 0 0 0
C31 C32 C33 0 0 0
0 0 0 C44 0 0
0 0 0 0 C55 0














Eine weitere Spezialform der vollständigen Anisotropie ist die transversale Anisotropie. Hierbei liegt
innerhalb einer Schnittebene isotropes Materialverhalten vor, d.h. auf allen Schnitten normal zu
dieser Ebene sind die Materialeigenschaften gleich. Am Beispiel einer idealen unidirektionalen Faser-
Kunststoff-Verbundschicht mit homogener Faserverteilung (Abb. 2.7) liegt die isotrope Ebene normal
zur Faserrichtung. Aufgrund der in dieser Ebene vorliegenden Isotropie genügen nunmehr 5 unabhängige














C11 C12 C12 0 0 0
C12 C22 C23 0 0 0
C12 C23 C22 0 0 0
0 0 0 C44 0 0
0 0 0 0 C55 0














Abb. 2.7: Koordinaten und Spannungskomponenten am Volumenelement einer UD-Schicht
Zur Beschreibung des räumlichen Verzerrungszustandes wird die invertierte Steifigkeitsmatrix C−1 als
Nachgiebigkeitsmatrix S definiert und es gilt
ε = Sσ = C−1σ . (2.50)
Mit Hilfe der Ingenieurskonstanten Elastizitätsmodul E, Schubmodul G und der Querkontraktionszahl ν
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0 0 0 1G23 0 0
0 0 0 0 1G21 0














Wie bereits in Gleichung (2.49) gezeigt, werden zur vollständigen Beschreibung der Steifigkeits- bzw.
Nachgiebigkeitsmatrix einer transversal isotropen UD-Schicht nur 5 unabhängige Komponenten benötigt.
Das heißt, dass einige der Ingenieurskonstanten gleich gesetzt werden können: E2 = E3, G21 = G31 und
ν21 = ν31. Darüber hinaus besteht innerhalb der transversalen isotropen Ebene folgender Zusammenhang
G23 =
E2
2(1 − ν23) . (2.52)
Aufgrund der Symmetrie von Steifigkeits- und Nachgiebigkeitsmatrix lassen sich zudem die Querkon-






Liegt die Materialhauptrichtung E1, also im Falle von unidirektionalen FKV-Schichten die Orientierung
der Verstärkungsfaser, nicht auf einer Hauptachs des Spannungs- bzw. Verzerrungskoordinatensystems
fallen auch Hauptdehnungs- und Hauptspannungsrichtung nicht mehr zusammen.
Unabhängig von einer Drehung der Steifigkeitsmatrix besitzen dagegen bei isotropen Materialen
die Hauptspannungen und -dehnungen stets die gleiche Orientierung. In diesem Fall lässt sich die














C11 C12 C12 0 0 0
C12 C11 C12 0 0 0
C12 C12 C11 0 0 0
0 0 0 (C11−C12)2 0 0
0 0 0 0 (C11−C12)2 0














Unter Verwendung der Ingenieurskonstanten mit E1 = E2 = E3, G21 = G31 = G23 und ν21 = ν31 = ν23




2(1 − ν21) . (2.55)
Für die Beschreibung des ESZ einer transversal isotropen Einzelschicht, wie er für die Anwendung der
klassischen Laminattheorie benötigt wird, kann der Elastizitätstensor in reduzierter Form geschrieben
werden. Da in Dickenrichtung keine Dehnungsbehinderung vorhanden ist, kann somit die Spannung in
Dickenrichtung Null gesetzt werden mit σ33 = 0. Um den Steifigkeitstensor diesbezüglich kenntlich zu
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machen, wird er, wie in [18] beschrieben, üblicherweise mit Q anstatt C bezeichnet durch
Q =
⎡




Die für die Beschreibung des Steifigkeits- bzw. Nachgiebigkeitstensors benötigten Ingenieurskonstanten
müssen in der Regel anhand experimenteller Untersuchungen ermittelt werden. Für unidirektionale
FKV lassen diese sich auch hinreichend genau über die Materialeigenschaften der Verbundkomponenten
und der Anwendung einer Mischungsregel vorhersagen. Hierauf wird innerhalb der vorliegenden Arbeit
gesondert in Abschnitt 2.3 eingegangen.
2.2 Herstellungsverfahren
Die Verfahrenstechniken zur Herstellung von Laminaten mit Endlosfasern lassen sich unter verschiedenen
Gesichtspunkten kategorisieren. Eine Möglichkeit, die vor allem die unterschiedlichen Infiltrationspro-
zesse berücksichtig, ist dabei zwischen vorimprägnierten Fasern bzw. Faserhalbzeugen, sogenannten
Prepregs, und der Verwendung trockener textiler Halbzeuge bzw. Preformen zu unterscheiden. Eine
weitere im Rahmen dieser Arbeit verwendete Einteilung berücksichtigt dagegen die möglichen Freiheits-
grade einer lokalen Fadenorientierung. Dabei ist zunächst nicht von Interesse, ob die Fadenfixierung
über einen textiltechnischen oder adhäsiven Prozessschritt vollzogen wird. Von Bedeutung ist nur, ob
der Laminataufbau entweder multiaxial ausgeführt ist, d.h. aus einer Stapelung einzelner unidirek-
tionaler mit einem Winkelversatz versehener Einzelschichten besteht, oder auf einer variabelaxialen
Fadenführung basiert, wie in Abbildung 2.8 schematisch dargestellt.
Abb. 2.8: Prinzipdarstellung eines Laminats mit multiaxialen (links) und variabelaxialen (rechts) Aufbau
2.2.1 Laminate mit multiaxialem Aufbau
Der überwiegende Teil aller eingesetzten FKV-Bauteile besitzt einen multiaxialen Lagenaufbau. Hierbei
besteht das Laminat in erster Näherung aus einer Stapelung einzelner unidirektionaler Endlosfaser-
schichten. Durch Anwendung etablierte textiltechnischer Verfahren lassen sich heutzutage bereits relativ
günstig multiaxiale Halbzeuge für technische Textilien herstellen. Im Folgenden wird eine Übersicht über
bestehende Herstellungsverfahren gegeben und ggf. Beispiele genannt, bei denen an textilen multiaxialen
Halbzeugen eine lokale begrenzte Auslenkung der Verstärkungsfäden untersucht wurde.
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2.2.1.1 Gewebe
Das Weben, eines der ältesten textiltechnischen Verfahren, kann mit unterschiedlichen Bindungsarten
ausgeführt werden. Bei Geweben mit Leinwandbindung erfolgt die Verkreuzung zwischen den orthogonal
aufeinander stehenden Kett- und Schussfäden abwechselnd, was eine starke Ondulation mindestens
einer Fadenorientierung nach sich zieht, jedoch dem Textil eine gute Stabilität gibt und somit eine gute
Handhabung des Halbzeugs ermöglicht. Alternative Bindungsarten, wie die Köper- oder Atlasbindung,
weisen dagegen eine geringe Anzahl von Verkreuzungen auf, was neben einer besseren Drapierbarkeit auch
aufgrund der geringeren Fadenondulation zu höheren mechanischen Kennwerten führt. Sonderformen
der klassischen Webtechnik erlauben zudem u. a. die webtechnische Fixierung vollständig gestreckter
Fadensysteme (Mehrlagengewebe), das Einbringen von Verstärkungsfäden in Dickenrichtung (3D-
Gewebe) oder das Verkreuzen von mehr als zwei Fadensystemen mit nicht orthogonaler Ausrichtung
(Multiaxialgewebe). Eine lokal variabelaxiale Fadenorientierung kann durch den Herstellungsprozess
jedoch nicht direkt eingestellt werden. Lokale Winkelabweichung bzw. Verzerrungen der Webfäden
können jedoch beim Drapieren der ebenen Gewebehalbzeuge auf dreidimensionale Formen entstehen [28].
Untersuchungen zur lokalen Auslenkung von Geweben um Lochgeometrien herum wurden von Chang et
al. [54] an vorimprägnierten Geweben bzw. von Lin et al. [55] an trockenen Geweben durchgeführt. Zur
Lochbildung wurden jeweils Metallpins unterschiedlicher Durchmesser durch verschiedene Gewebearten
und -materialien gestochen, was zu einem nicht steuerbaren Ausweichen von Kett- und Schussfäden
führte. An entsprechenden so präparierten open-hole Zugproben konnten anschließend signifikant höhere
Zugfestigkeiten gegenüber Zugproben mit gebohrten Löchern nachgewiesen werden. Gewebe werden
häufig als trockene Halbzeuge eingesetzt, können jedoch auch in vorimprägnierter Form verwendet
werden.
2.2.1.2 Multiaxiale Kettengewirke
Kettengewirke zählen zu den Maschenwaren. Für Leichtbauanwendungen werden die Maschenfäden
jedoch nur zur Fixierung unidirektional gestreckter Endlosverstärkungsfäden benötigt. Im Gegensatz
zu anderen stricktechnischen Verfahren, wie Stricken und Kulierwirken, erfolgt die Maschenbildung an
mehreren Stellen gleichzeitig in Abzugsrichtung. Außerdem unterscheidet es sich durch einen anderen
Arbeitstakt bei der Schleifen- bzw. Maschenbildung. Die mit Hilfe der Kettenwirktechnik hergestellten
Multiaxialgelege (MAG) zählen derzeit zu den wichtigsten textilen Halbzeugen für Leichtbauanwendun-
gen aus FVK, da die textilen Halbzeuge eine nahezu ideal gestreckte Faserorientierung besitzen. Mit
hoher Produktivität lassen sich hierbei vom unidirektionalen Gelege bis zum quasiisotropen Mehrla-
gengelege Halbzeuge mit unterschiedlicher Fadenorientierung und Flächenmasse herstellen. Neben der
Herstellung multiaxialer Halbzeuge, besteht die Möglichkeit mit Hilfe einer Kettfadenversatzeinheit
ein sogenanntes Multiaxialgelege mit Kettfadenversatz (MAG-KV) zu erzeugen. Die sich hierdurch
ergebenden Möglichkeiten zur gezielten variabelaxialen Fadenablage werden in Abschnitt 2.2.2.1 näher
erläutert.
2.2.1.3 Geflechte
Beim Flechten werden mindestens drei Flechtfäden diagonal zur Produktionsrichtung mit einander
verkreuzt. Hierdurch lassen sich sowohl flächige als auch voluminöse Strukturen realisieren [56, 28].
Das durch einfaches Verkreuzen der Flechtfäden entstehende biaxiale Halbzeug weist einen dichten
Fadenschluss, aufgrund der vielen Kreuzungsstellen aber eine starke Fadenondulation auf. Zusätzlich lässt
sich durch das direkte Zuführen eines gestreckten Fadens in das Geflecht, sog. Stehfäden, eine triaxiale
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Flechtstruktur erzeugen. Um die Flechttechnik, welche traditionell vor allem zur Herstellung von Seilen
und Schnüren zum Einsatz kommt, für Leichtbauanwendungen zu erweitern, werden in jüngster Zeit
große Anstrengungen unternommen. So wurde das 2D-Flechtverfahren, mit dem sich einfache Flach- und
Rundgeflechte herstellen lassen, zum 3D-Flechten so erweitert, dass ein Überkreuzen der Fadenstrukturen
in Dickenrichtung durch gezieltes Ansteuern einzelner Flechtklöppel realisiert werden kann. Häufig
werden mit Hilfe der Flechttechnologie endkonturnahe Profile durch Überflechten einer Kernform, z. B.
aus Kunststoffschaum, hergestellt. Dabei kann der Kern eine taillierte oder gekrümmte Form aufweisen.
Es ist jedoch nach wie vor problematisch bei solchen komplexen Strukturen die genauen Orientierungen
der Flechtfadenablage vorauszusagen. So wird aktuell an Möglichkeiten zur simulationstechnischen
Beschreibung einer sich einstellenden lokal variabelaxialen Fadenorientierung, zum Beispiel beim
Umflechten von kegligen Dornen auf dem Flechtkern, geforscht [57]. Das Umflechten entsprechender
Dorne ermöglicht das Einbringen von Lochöffnungen in eine Flechtpreform. Ein entsprechendes Vorgehen
wurde im Rahmens BMBF-Projekts BIOTEX hinsichtlich der praktischen Durchführung auf Kernen
mit mehreren symmetrisch angeordneten Dornkegeln durchgeführt [58].
2.2.1.4 Ablage vorimprägnierten Fadenmaterials
Durch Vorimprägnierung textiler Halbzeuge, wie unidirektionaler Bänder, Gewebe oder Gelege, mit
duromeren oder thermoplastischen Matrixmaterial kann nach dem Ablageprozess auf einen weiteren
Infiltrationsschritt mit langen Fließwegen verzichtet werden. Die auch als Prepregs bezeichneten vorim-
prägnieren Halbzeuge weisen eine aus prozesstechnischer Sicht wichtige Klebrigkeit der Oberfläche, den
sogenannten Tack, auf. Dieser Zustand erlaubt bei der Weiterverarbeitung von Geweben und Gelegen
kaum noch ein Abgleiten einzelner Fadenscharen. Eine lokal variabelaxial angepasste Fadenorientierung,
etwa mit Hilfe durchgestoßener Dorne, ist hierdurch nur in begrenztem Maße möglich. Durch den Einsatz
unidirektionaler Bänder (UD-Prepregs) lassen sich derzeit die besten Materialeigenschaften von FVK
erzeugen. Die Ablage der Prepregs erfolgt entweder händisch oder mit Hilfe von Tape-Legeautomaten,
auch Automated Tape Laying (ATL) genannt. Hierbei werden Tapes mit einer Breite von 300mm bis
600mm bei einer Ablagegeschwindigkeit von bis 15 bis 60m/min mit hohem apparativen Aufwand
unter einem beliebig einstellbaren, aber während der Ablage konstanten Winkel, verarbeitet. Aufgrund
der vergleichsweise niedrigen Lagendicke von 0,125mm bei UD-Prepregs bzw. 0,25mm bei Gewebe-
Prepregs muss dieser Vorgang bis zum Erreichen der Endlaminatdicke mehrfach wiederholt werden.
Eine Weiterentwicklung des Tapelegens, mit der ebenfalls gekrümmte Fadenverläufe realisiert werden
können, stellt die Automated Fiber Placement Technologie dar (vgl. Abschnitt 2.2.2.4) [59, 60].
Bei der Verwendung thermoplastischer Prepregs liegt die spätere Thermoplastmatrix im textilen Halb-
zeug entweder in Form eines parallel zum Verstärkungsfaden hinzugeführten Matrixfadens (z. B. Hybri-
drovings), als separate Folienlage oder in Form eines eingebrachten Pulvers vor. Besonders Hybridrovings
lassen sich mit nahezu allen textile Halbzeug- bzw. Preformherstellungsverfahren weiterverarbeiten.
2.2.2 Laminate mit variabelaxialem Aufbau
Im Gegensatz zu multiaxialen Laminatstrukturen finden derzeit Preformen mit einem gezielten variabe-
laxialen Aufbau der Verstärkungsfäden vergleichsweise wenig Anwendung im industriellen Umfeld. Zum
einem liegt dies an den bisher nicht vorhandenen Möglichkeiten zur rechnerischen Bauteilauslegung.
Andererseits entwickelten sich praktisch erst seit Mitte der neunziger Jahre des letztens Jahrhunderts
Verfahren, mit den sich variabelaxiale Faserverbundbauteile unter produktiven Maßstäben herstellen
lassen. Im Folgenden werden verschiedene, sowohl in der Entwicklung befindliche, als auch bereits im
industriellen Umfeld etablierte Verfahren zur variabelaxialen Fadenablage vorgestellt. Dabei werden
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nur Technologien berücksichtigt, mit denen sich Verstärkungsfäden mit einer ortsabhängig steuerbaren
Orientierung ablegen lassen. Die Technologien lassen sich dabei grob in Verfahren mit textiltechnischer
Fixierung, wie durch Wirken oder Sticken und Verfahren mit adhäsiver Fixierung, durch Einsatz von
Bindern oder Prepregs, unterteilen.
Für die Herstellung behälterförmiger FVK-Bauteile werden sowohl trockene als auch vorimprägnierte
Rovings bzw. UD-Bänder im Wickelverfahren eingesetzt. Hierdurch können zwar Bauteile mit einer sich
stetig ändernden Fadenorientierung hergestellt werden. Jedoch ist der Gradient der Fadenausrichtung
stark von der Form des Wickelkörpers abhängig und lässt sich bzgl. seiner lokalen Orientierung nur
sehr eingeschränkt einstellen. Aufgrund dieser Beschränkungen wird die Wickeltechnik im Rahmen von
Verfahren zur Herstellung variabelaxialer Laminate nicht weiter berücksichtigt.
2.2.2.1 Multiaxialgelege mit Kettfadenversatz
Die Technologie zur Herstellung von Multiaxialgelegen mit einer zusätzlichen Kettfadenversatzeinheit
(MAG-KV) wurde im Rahmen des BMBF-Projekts BIOTEX von der Firma Cetex zur Serienreife
weiterentwickelt [58]. Erste Prototypen der Kettfadenversatzeinheit, die in Verbindung mit unterschied-
lichen Typen von Kettenwirkmaschinen verwendet werden können, befinden sich bei der Firma Seartex
im Einsatz. Die Fixierung der Verstärkungsfäden erfolgt mit Schiebernadeln im Durchstichprinzip über
die gesamte Arbeitsbreite. Das Basismaterial, welches bereits aus mehreren unidirektionalen Faserlagen
mit unterschiedlichen Orientierungen bestehen kann, wird unter der Kettfadenversatzeinheit entlang
transportiert. Die üblicherweise zur Einbringung einer 0 °-Lage verwendete Kettfadeneinheit ist so
modifiziert, dass durch einen ansteuerbaren Versatz senkrecht zur Abzugsrichtung ein lokal angepasster
Fadenablagewinkel sowie durch Spreizen bzw. Zusammenfahren der einzelnen Bändchenführungsösen
auch eine unterschiedliche Verdichtung der Faserlagen von einem Verhältnis von 1 : 2 bis 1 : 4 erzeugt
werden kann (Abbildung 2.9). Das Rovingmaterial kann unter Beachtung der Abzugsgeschwindigkeit des
Abb. 2.9: Grundprinzip der Kettfadenversatzeinheit des MAG-KV-Verfahrens und Detailansicht der
Kettfadenversatzeinheit [58]
Basismaterials mit einem Faserwinkel von 0 ° bis ca. 87 ° abgelegt werden. Durch Positionierung von bis
zu vier übereinander separat ansteuerbaren Versatzeinheiten lässt sich zudem ein Verkreuzen einzelner
Rovingscharen realisieren. Beispiele möglicher Ablagemuster sind in Abb. 2.10 skizziert. Bedingt durch
den Abstand zwischen dem Fadenaustritt und der Wirkstelle zur Fixierung der einzelnen Rovings
muss jedoch eine prozesstechnisch bedingte Abweichung zwischen dem geplanten und tatsächlichen
Ablagemuster mit berücksichtigt werden. Das MAG-KV Verfahren besitzt die für die Herstellung
von Multiaxialgelegen typische hohe Produktionsgeschwindigkeit von bis 2m/min bei Einsatz von
Kohlenstofffasern und ca. 5m/min bei Verwendung von Glaserfasermaterial bei einer gleichzeitig
hohen Flexibilität bezüglich der variabelaxialen Fadenablage. Somit lassen sich multiaxiale Halbzeuge
mit einer Breite von 1270mm (50 “) bzw. 2540mm (100 ”) mit variabelaxialen Decklagen in einem
kontinuierlichen Prozess sehr produktiv herstellen. Im Rahmen des BIOTEX-Projekts wurden zudem
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Abb. 2.10: Musterablage eines 24 k-Kohlenstofffaserrovings auf einem Glasfasergrund (links), Beispiele
unterschiedlicher realisierbarer Fadenablagemuster (rechts) [61]
mögliche Referenzbauteile mit Hilfe der MAG-KV Technologie hergestellt, wie z. B. Preformen für
taillierte Carving-Skier oder die in Abb. 2.11 dargestellte PKW-Tanktrennwand mit lokal eingebrachten
Versteifungsbereichen [58, 61]. Da jedoch durch die Kettfadeneinheit nicht beliebig viele gleichartige
variabelaxiale Ablagemuster nebeneinander auf der zugeführten MAG-Bahn erzeugt werden können,
ist das Verfahren nur bedingt endkonturnah. Ein nachträglicher Verschnitt des Grundmaterials ist im
Allgemeinen nicht vermeidbar. Einschränkend ist weiterhin, dass FKV-Bauteile mit einer komplexen
variabelaxialen Fadenarchitektur, welche Fadenwendungen mit einem Winkel φ>90 ° aufweisen, prin-
zipiell nicht hergestellt werden können. Bei der Ablage zu stark gespreizter Rovings können zudem
Probleme an engen Radien mit R<40mm durch ein lokales Aufstellen (Falten) des Fadenmaterials
auftreten.
Abb. 2.11: Fadenarchitektur und fertiges Bauteil einer PKW-Tanktrennwand mit Hilfe des MAK-KV
Verfahrens hergestellt [61]
2.2.2.2 Endkonturnahe Mehrlagengestricke
Eine weitere Möglichkeit variabelaxial Verstärkungsfäden innerhalb einer Maschenstruktur einzubinden,
ist durch die Herstellung endkonturnaher Mehrlagengestricke (MLG) gegeben [62, 63, 28]. Anders
als beim MAG-KV Verfahren wird dabei die Maschenstruktur der späteren Bauteilkontur angepasst.
Hierbei werden einzelne Stricknadeln gezielt geparkt (Mindern) bzw. zusätzliche Nadeln mit in den
Strickprozess mit einbezogen (Zunehmen). Durch Verwendung einer zusätzlichen Kettfadenversatzeinheit
lassen sich zusammen mit einem Teilschusseintrag nahezu verschnittfreie Preformen herstellen, deren
Verstärkungsfäden einen der Preformkontur folgenden variabelaxialen Fadenverlauf aufweisen können.
Dabei unterliegt das Verfahren ähnlichen Restriktionen wie beim MAG-KV, d.h. Fadenumkehrungen sind
während des Flächenbildungsprozesses nicht realisierbar. Vorteilhaft ist die Möglichkeit durch gezieltes
Parken von Nadeln auch ein dreidimensionales MLG zu generieren. So können räumlich gekrümmte
Preformen ohne zusätzliche, umformende Drapierschritte direkt mittels Strickverfahren hergestellt
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werden. Die Möglichkeiten hierbei den Fadenverlauf direkt variabelaxial zu steuern, sind jedoch begrenzt.
Eine Anwendung der endkonturnahen MLG im industriellen Umfeld ist zum gegenwärtigen Zeitpunkt
nicht bekannt.
2.2.2.3 Tailored Fiber Placement
Eine ebenfalls auf einem textiltechnischen Verfahren basierende Methode zur variabelaxialen Fadenablage
ist die Tailored Fiber Placement-Technologie. Die Entwicklung des Verfahrens begann Anfang der 1990er
Jahre am Leibniz-Institut für Polymerforschung Dresden e. V. [3, 64, 65, 4, 66]. Das Verfahren basiert
auf dem Stickverfahren und ist dem noch neuen Technologiefeld des technischen Stickens zuzuordnen.
Grundgedanke des Verfahrens war es zunächst, Verstärkungsfasern in Form von Kordeln, später auch
Faserbündeln bzw. Rovings, mit möglichst flexibler Orientierung auf einem Trägermaterial mit Hilfe eines
Nähfadens zu fixieren und daraus ganze Faservorformlinge, sog. Preformen, zu erstellen. Außerdem lassen
sich durch TFP-Strukturen andere textile Halbzeuge mit lokalen Verstärkungen versehen [67, 68, 69].
Die zunächst händisch durchgeführte Fixierung konnte technologisch von horizontal arbeitenden Stick-
automaten, sogenannte Flachbettstickmaschinen, mit entsprechenden Bändchenkopfablagevorrichtung
übernommen werden, wie in Abbildung 2.12 dargestellt. Das Nähprinzip basiert dabei auf einem
Abb. 2.12: TFP-Legemaschine mit zwei Stickköpfen und Fadenlegeeinheit (links) und sticktechnische Ab-
lage eines Kohlenstofffaserrovings auf einem Kohlenstofffasergewebe mittels TFP-Technologie
(rechts)
Doppelsteppstich bzw. einem modifizierten Doppelsteppstich, bei dem der untere Nähfaden möglichst
gestreckt auf der Unterseite des Grundmaterials verbleibt [56]. Kommerziell erhältliche Stickautomaten
von Firmen wie Tajima oder ZSK bieten unterschiedliche Fixierungsmuster für die Faden- bzw. Korde-
lablage an. Um den Nähfadenanteil im späteren TFP-FKV-Bauteil auf ein Minimum zu begrenzen,
wird üblicherweise der sogenannte Zickzackstich eingesetzt. Hierdurch beträgt der durchschnittliche
Volumenanteil des Nähfadens an der FKV Struktur nur ca. 2% - 3%. Entscheidende Parameter des
Fixierstiches sind die Stichlänge, die den Abstand zweier Stiche in Ablagerichtung beschreibt, und die
Stichweite, welche die maximale Auslenkung zwischen Zick- bzw. Zackstich definiert. Mit modernen
Stickautomaten wird eine Positionierungsgenauigkeit von ca. 0,3mm erreicht.
Als Nähfaden finden derzeit dünne Polyesterfäden mit ca. 8 tex bis 10 tex Fadenfeinheit Anwendung. Mit
Hilfe eines nach Gessler [70] patentierten Prinzips ist es jedoch prinzipiell möglich ein schmelzendes
CoPolyamid-Multifilamentschmelzgarn einzusetzen, welches sich bei der Infiltration der Preform mit
heißhärtenden Harzsystemen bei einer Temperatur T>85 °C auflöst bzw. nach Temperaturbehandlung
der Preform als Binder zur Preformstabilisierung dienen kann. Durch das Auflösen des Nähfadens
soll zudem eine auftretende Ondulation des Verstärkungsfadens durch Einschnüren des Nähfadens
vermieden werden. In der Praxis hat sich jedoch gezeigt, dass sich entsprechende kommerzielle Nähgarne,
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wie sie z. B. unter der Markenbezeichnung Grilon K85 (110 dtex) erhältlich sind, aufgrund ihrer
schwierigen Verarbeitbarkeit nur bedingt für den TFP-Prozess eignen und das Aufschmelzen stark von
den Harztypen und eingesetzten Infiltrationsverfahren abhängt [71]. Das TFP-Verfahren ist schematisch
in Abb. 2.13 dargestellt. Das auf einen Bordürenrahmen gespannte Grundmaterial wird unter der
Abb. 2.13: Grundprinzip des Tailored Fiber Placement-Verfahrens und Detailansicht der Fadenfixierung
Nähnadel von Einstichstelle zu Einstichstelle hinweg bewegt. Die Rovingführung sorgt durch eine
Pendelbewegung dafür, dass sich der von der Vorratsspule zugeführte Verstärkungsfaden nicht in der
Nähstelle befindet und der Einstich neben dem Roving liegt. Durch Drehung des gesamten Nähkopfes
kann zwischen jedem Näh- bzw. Arbeitsschritt ein neuer Fadenorientierungswinkel eingenommen
werden. Dabei besteht bei Stickautomaten mit einer am Nähkopf befindlichen Vorratspule keine
Begrenzung bzgl. des Drehwinkels. Um die Limitierung an Fadenmaterial einer sich mitdrehenden
jedoch vergleichsweise kleinen Vorratsspule zu umgehen, werden von den Stickmaschinenherstellern
inzwischen Lösungen angeboten, bei denen über ein Schlauchsystem das Fadenmaterial von einer
extern platzierten Industriespule abgezogen wird. Jedoch begrenzt sich dadurch der Rotationswinkel auf
maximal 270 ° je Drehrichtung, da sich sonst der Verstärkungsfaden samt Zuführung um den Nähkopf
wickelt.
Nahezu keine Limitierung besteht dagegen bei der Wahl des abzulegenden Fadenmaterials. So wurden
sowohl biologische Faserwerkstoffe, wie Jute- oder Hanffaserroving, als auch Basalt-, Glas-, Aramid-
oder Kohlenstofffaserroving bereits erfolgreich mittels TFP verarbeitet. Lediglich sehr steife Kohlen-
stofffäden mit einem extrem hohen E-Modul, wie etwa HM- oder UHM-Typen, eignen sich aufgrund
ihrer geringen Biegefestigkeit nicht zur Ablage bei Stickverläufen mit sehr engen Radien. Bei der
Ablage von Kohlenstofffaserrovings des gebräuchlichen HT-Typs können theoretisch alle angebotenen
Rovingstärken von 3K bis 50K verarbeitet werden. Je nach Form der Rovingführung, die auch als
Fadenvorleger bezeichnet wird, der Aufmachung des Rovings auf der Spule sowie der Breite des Zick-
zackstiches kann der Verstärkungsfaden mehr gebündelt oder eher gespreizt abgelegt werden. Typische
minimale Ablageradien nur wenig bzw. nicht gespreizter Verstärkungsrovings liegen bei R ≥ 5 mm.
Bei Fadenmaterial mit einer geringen Filamentanzahl (< 6K) ist zum Erreichen größerer Schichtdicken
jedoch ein häufiges Übersticken notwendig, was zum einen die Wahrscheinlichkeit einer Faserschädigung
erhöht und zum anderen zu mehr Nähfadenmaterial in die Preform führt. Nahezu problemlos lassen
sich aber auch metallische Drähte, Glasfaserleiter oder ähnliches fadenförmiges Material aufsticken.
Für das Abschneiden des Legematerials, z. B. am Ende des Stickprozesses oder zur lokalen Wieder-
analge von Verstärkungsfäden werden von den Herstellern verschiedene Lösungen für Schneid- bzw.
Positioniervorrichtungen angeboten [72].
Die Wahl des Stickgrunds beruht vor allem auf der Tatsache, dass dieser mit der Nähnadel durchstoßbar
ist. So werden sowohl im wissenschaftlichen als auch im industriellen Umfeld textile Halbzeuge, wie
Gewebe, Gelege oder Vliese aus Glas- oder Kohlenstofffasern, aber auch Polymerfolien und Papiere als
Grundmaterial eingesetzt. Der Verschnitt beschränkt sich weitestgehend auf das Herauslösen der Preform
aus dem Stickgrund bzw. auf außerhalb der Preform liegende Wendestellen des Verstärkungsfadens.
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Gerade beim Einsatz teurer Verstärkungsfäden lassen sich durch diese endkonturnahe Preformherstellung
entscheidend Materialkosten im Vergleich zu anderen textilen Halbzeugverfahren sparen, bei denen oft
große Mengen an Verschnittmaterial anfallen [5]. Wenn möglich, lässt sich durch eine optimiert kompakte
Anordnung mehrerer Stickmuster auf dem Stickfeld der Verschnitt des Stickgrunds nochmal entscheidend
reduzieren. Bei der industriellen Fadenablage eingesetzte Mehrkopfstickautomaten mit bis zu 10
Verlegeköpfen verfügen über einen mit einem Stickkopf kontinuierlich bestickbaren Bereich von bis zu
etwa 1350mm x 1420mm [73]. Größere Preformstrukturen sind dabei durch ein Teilen des Stickmusters
und Übernahme des Stickverlaufs durch den benachbarten Stickkopf möglich. Sonderanlagen mit nur
wenigen bzw. nur einem Legekopf, wie sie z. B. am IPF verwendet werden, verfügen über kontinuierlich
bestickbare Bodürenrahmen mit bis zu 1200mm x 1600mm. Andererseits werden Stickautomaten
mit kleinen Legebereichen aber dafür mit bis zu 30 Legeköpfen angeboten, was das TFP-Verfahren
aufgrund der starken Parallelisierbarkeit bei der Preformherstellung, trotz der vergleichsweise geringen
Materialablagegeschwindigkeit von durchschnittlich nur 5m/min Rovingmaterial pro Legekopf, zu
einem produktiven Preformverfahren macht. Obwohl aktuelle Automaten Stichgeschwindigkeiten von bis
1000 Stiche /min erreichen, werden im praktischen Einsatz meist 800 Stiche /min nicht überschritten.
Textile TFP-Preformen besitzen aufgrund der Vernähung des Verstärkungsfadens mit dem Stickgrund
in der Regel eine hinreichende Formstabilität für nachfolgende Infiltrationsprozesse und den damit
verbundenen Handlingprozessen. Reicht diese, z. B. bei besonders dünnen Preformen nicht aus, können
nachträglich aufgebrachte Binder in Pulverform oder als Schmelzvlies für eine zusätzliche Stabilisierung
sorgen.
Die Stickmusterdaten für das TFP werden in Form von 2D-Linienzügen erstellt. Hierfür bieten klassische
vor allem für das dekorative Sticken entwickelte Punchprogramme eigene Grafikfunktionalitäten an.
Zum großen Teil erfüllen diese Programme jedoch nicht die ingenieurtechnischen Anforderungen, die an
das technische Sticken bzw. eine Fadenablage gestellt werden. Zur Erstellung regelmäßig aufgebauter
Musterdaten kommen daher eigenständige 2D-CAD-Programme, wie beispielsweise AutoCAD [74] zum
Einsatz. Weiterführende Beschreibungen zur manuellen oder automatischen Erstellung von Ablagemus-
tern werden in Abschnitt 4.4 vorgenommen. Über ein CAD-Austauschformat werden die Musterdaten
dann in die Punchsoftware importiert und mit Stichdaten versehen. Aktuelle Entwicklungen, wie die
speziell für das technische Sticken entwickelte Punchsoftware EDOPath beschränken sich von vornherein
auf den Import externer Stickmusterdaten [75]. Die Funktionalitäten des Punchprogramms sind dabei
mit denen einer Software für das Computer Aided Manufacturing (CAM), etwa für die spanende
Metallbearbeitung, vergleichbar. Ausgangpunkt bilden in beiden Fällen CAD-Datensätze, die unter
definierten Restriktionen für den automatisierten Fertigungsprozess aufbereitet werden. Somit wird
eine klare Trennung zwischen dem CAD- und dem CAM-Prozess auch im technischen Sticken vollzogen.
Vorteilhaft ist dabei auch, dass für das Design von TFP-Ablagemustern keine Einarbeitung in klassische,
textiltechnisch ausgerichtete Punchprogramme mehr notwendig ist. Die Stärken der Software selbst
liegen vor allem in einer automatischen Optimierung von Stichanzahl und -lage u. a. in Abhängigkeit
der lokalen Krümmung des Ablagemusters. Darüber hinaus ist auch eine automatische Korrektur
möglicher auftretender Abweichungen vom ursprünglichen Designpfad bei der Fadenablge realisierbar.
Solche Abweichungen können vor allem an stark gekrümmten Stickverläufen auftreten. In Abbildung
2.14 ist der Unterschied zwischen einem konventionell gepunchten Ablagemuster und einem mittels
EDOPath korrigierten Musterverlaufs dargestellt. Dabei ist in der Abbildung 2.14 links jeweils der
in der Punchsoftware vorgegebene Stickpfad zusammen mit dem Zickzackstichverlauf des Oberfadens
dargestellt. Auf der rechten Seite ist die resultierende tatsächliche Fadenablage eines 12K-CF-Rovings
über dem rot vorgezeichneten Soll-Musterverlauf gestickt worden. Dabei ist deutlich die verbesserte
Übereinstimmung zwischen der vorgegebenen und der tatsächlichen Fadenablage erkennbar.
Durch Herrmann et al. [76] wurden Untersuchungen zum Verformungsverhalten von Kohlenstofffaser-
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Rovings im TFP-Ablageprozess unternommen. Hierdurch sollten einerseits Kenntnisse bzgl. einer
unter mechanischen Aspekten günstigen Parameterwahl zur Fadenablage gewonnen werden. Weiter-
hin sollten notwendige Maßnahmen zur Modellanpassungen für die Struktursimulation infolge einer
Rovingsdeformation identifiziert werden.
Abb. 2.14: Unterschiede bei der Fadenablage zwischen einem konventionell (oben) und einem mittels
EDOpath optimierten TFP-Ablagemuster
Auch ohne die gezielte Ausnutzung eines optimalen variabelaxialen Designs für extreme Leichtbauan-
wendungen findet die TFP-Technologie im industriellen Umefeld Anwendungen. Zum einen sprechen
hierfür im Vergleich zu anderen variabelaxialen Fadenablageverfahren, wie dem Automated Fiber
Placment, die vergleichsweise günstigen Investitionskosten eines Mehrkopfstickautomaten, ebenso die
vergleichsweise hohe Produktivität und die hohe Flexibilität bzgl. endkonturnaher Ablagemuster sowie
der unterschiedlichen einsetzbaren Materialien. Ein bedeutendes industrielles Anwendungsbeispiel
der TFP-Technologie ist der Fensterrahmen des AIRBUS A350 [73]. Bereits im industriellen Einsatz
etabliert sind die in Abbildung 2.15 dargestellten Bauteile eines Fahrradbremshebel der Firma Magura,
eines I-Beams für den Hubschrauber NH90 sowie eines CFK-Armausleger für den Industrieroboter
KR40PA der Firma KUKA [73, 77]. Als weitere industrielle Anwendungsbeispiele der TFP-Technologie
können die Mittelkonsole des Sportwagens Bugatti Veyron [78] sowie das mittels TFP lokal verstärkte
Bahnkupplungselement von Kroll et al. [79, 80, 81] genannt werden. Eine patentierte Weiterentwick-
lung der ebenen textilen Fadenablage mittels TFP stellt das Auftsticken von Verstärkungsfäden auf
räumlich gekrümmte Grundmaterialien dar [82, 83]. Eine Möglichkeit zur Realisierung besteht in der
Verwendung von Freiarmstickmaschinen, wie sie beispielsweise im textilen Sektor zum Besticken von
Basecaps oder Schuhen eingesetzt werden. Durch Umrüstung entsprechender Stickautomaten mit einem
Bändchennähkopf lassen sich so eher kleinskalige und zylindrische Bauteile mit einem Radius von bis
etwa R ≈ 12, 5 cm mit einer räumlich gekrümmten Fadenablage herstellen. Eine industrielle Anwendung
dieser Technologieentwicklung ist bisher noch nicht dokumentiert worden.
Eine weitere Möglichkeit zur Realisierung einer räumlich gekrümmten TFP-Ablage besteht durch den
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Abb. 2.15: Industriell eingesetzte CFK-TFP-Bauteile: Fahrradbremshebel der Firma Magura, I-
Beamträger der Firma EADS Eurocopter und Ausleger eines Industrieroboters der Firma
KUKA [73, 77]
Einsatz eines Legeroboters. Die Fixierung kann hierbei entweder mit Hilfe eines Einseitennähkopfes
erfolgen, wie von Eichhoff et al. [83] vorgeschlagen, oder mittels des bereits patentierten Verfahrens von
Gessler [84], bei dem die Fixierung von Verstärkungsfäden mit Hilfe eines Tuftingverfahrens realisiert
wird. Bei letzterem ist zudem vor der Weiterverarbeitung der textilen Preform ein zusätzlicher Schritt zur
Fixierung mittels Binder notwendig, um ein Verrutschen der Verstärkungsfäden zu verhindern. Beiden
Verfahren ist aber gemein, dass das Basistextil bereits vorgeformt auf einem nachträglich entfernbaren
flexiblen Untergrund, wie z. B. Schaummaterialien oder Papierwabenkernen, aufgelegt sein muss. Dieser
Prozessschritt zusammen mit dem notwendigen Einsatz vergleichsweise teurer Industrieroboter, bei
denen der Vorteil einer parallelisierten Herstellung von TFP-Preformen im Vergleich zu industriellen
Mehrkopfstickmaschinen verloren geht, machen die Verfahren jedoch aufwendig und kostenintensiv.
2.2.2.4 Automated Fiber Placement
Die Automated Fiber Placement (AFP) Technologie, auch als Advanced Fiber Placement oder Automated
Tow-Placement bezeichnet, basiert auf einer Kombination der etablierten Technologien Faserwickeln
und Automated Tape Laying [85, 86, 60, 87, 88]. Ähnlich dem Faserwickeln werden mit Reaktionsharz,
vorimprägnierte relativ schmale und gespreizte Bänder von Verstärkungsfäden eingesetzt. Die Positio-
nierung und das Andrücken an die Werkzeugoberfläche der Bänder wird dagegen nicht nur durch die
Fadenspannung realisiert, sondern ähnlich dem Tapelegen erfolgt die Positionierung und das Andrücken
mit Hilfe eines Legekopfes. Hierdurch ist auch die Ablage konvexer Geometrien möglich. Zudem wird
durch lokales Aufheizen an der Legestelle bereits beim Legeprozess eine teilweise Verklebung des Fadens
realisiert. Durch automatisches Schneiden und Neuansetzen der Prepregbänder können Bahnen mit
definierter Länge abgelegt werden. AFP-Anlagen zeichnen sich durch einen möglichst schmalen Legekopf
aus, der auf Handlingsystemen bzw. Robotern mit möglichst 7 Freiheitsgraden befestigt ist. Somit
können neben rotierenden Werkzeugen für tonnenartige Strukturbauteile auch räumlich gekrümmte
Schalen bzw. Segmente hergestellt werden. Neben der Möglichkeit unterschiedlich breite Prepreg-Bänder
abzulegen, verfügen moderne Legeköpfe über die Fähigkeit eine unterschiedlich große Anzahl von
Fadenbündeln parallel abzulegen. Nach Lopez et al. [60] können somit bis zu 32 Bänder mit einer
Breite von b=3,2mm gleichzeitig abgelegt werden. Um ein Aufstellen bzw. Einknicken der außen
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liegenden Prepreg-Bänder in Kurven zu vermeiden, werden bei der Ablage unterschiedliche Relativ-
geschwindigkeiten am Legekopf benötigt. Die minimalen Ablageradien sind hierbei jedoch begrenzt
und liegen um den Faktor 10 bis 100 über den erreichen Legeradien der TFP-Technologie [60]. Trotz
hoher Ablagegeschwindigkeiten von bis zu 1m/ s ist die Produktivität aufgrund des Einsatzes nur
eines Legekopfs beschränkt. Die mit hohen Investitionskosten verbundenen Anlagen eignen sich mit
ihrem großen Arbeitsbereich bei gleichzeitig hoher Ablagegenauigkeit vor allem für größere Struktur-
bauteile mit hohen Qualitätsansprüchen bei geringerer Stückzahl, wie Segmente von Flugzeugrümpfen,
Flügelstrukturen oder Druckbehälter [89]. Untersuchungen zur prozesstechnischen Beschreibung einer
variabelaxialen Fadenablage mittels AFP wurden von Schueler et al. [90, 91] vorgenommen.
Neben der Möglichkeit zur Verarbeitung vorimprägnierte Bänder, besitzen moderne AFP-Anlagen, wie
die der Firma Coriolis, die Fähigkeit trockene bzw. vorgebinderte Verstärkungsfäden abzulegen [92]. Die
so erzeugten endkonturnahen Preformen weisen bzgl. der Flexibilität bei der variabelaxialen Fadenablage
ähnliche Einschränkungen wie beim AFP Prozess auf. Im Rahmen des BMBF-Projekts BIOTEX wurde
von der Firma KSL ebenfalls ein Legekopf für die robotergestützte Ablage von vorimprägnieren
Kohlenstofffaserbändern entwickelt [58]. Mit diesem Kopf können nach Herstellerangaben 5mm - 100mm
breite Tapes mit bis zu 24KFilamenten bei einer Verarbeitungsgeschwindigkeit zwischen 0,03mm / s -
0,3mm/ s abgelegt werden.
2.2.2.5 Automated Fiber-Patch Preforming
Die Automated Fiber-Patch Preform (AFPP) Technologie wurde im Rahmen des BMBF-Projekts
BIOTEX von der EADS Innovation Works in Ottobrunn entwickelt und weitestgehend in einen
automatisierten Prozess überführt [93, 58]. Das Grundprinzip des AFPP-Verfahren basiert auf dem
stückweisen Ablegen beliebig orientierter gespreizter bebinderter Faserbandsegmente, sogenannter
Patches. Als Ausgangsmaterial werden bereits mit Binder versehene Kohlenstofffaserbänder der Firma
Oxion mit einer Breite von 20mm verwendet. Hieraus werden die Patches in einer eigens dafür
entwickelten Schneidvorrichtung mit einer Online-Qualitätsprüfstrecke auf eine konstante Länge von
60mm geschnitten. Um ein Überlappen der Enden der einzelnen Patches zu vermeiden, werden diese
entsprechend Abb. 2.16 jeweils mit einem konvexen bzw. konkaven Halbkreis versehen. Zur Aufnahme
Abb. 2.16: Ablage und mögliche Überschneidung halbrunder bzw. gerader Enden der Faserpatches beim
AFPP-Verfahren nach [58]
und Ablage der geschnittenen Patches wird ein an eine Deltakinematik angebundener Stempel mit
Unterdruckansaugung verwendet, welcher zudem ein Heizsystem besitzt. Bei der Ablage wird durch
Wärme der Binder aktiviert und der Patch verbleibt auf der Werkzeugoberfläche bzw. den bereits zuvor
abgelegten Faserpatches haften. Die somit erzeugten AFPP-Preformen besitzen bereits eine hinreichend
hohe Stabilität für das spätere Infiltrationsverfahren.
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Da das mittels AFPP erzeugte Laminat keinen endlosen Fadenverlauf aufweist, wurden durch experi-
mentelle Untersuchungen Ablagemuster mit einem hinsichtlich der Festigkeit günstigen Patchversatz
ermittelt. Hierdurch konnten Zugfestigkeiten von etwa 85% eines unidirektionalen Laminats mit End-
losfasern erreicht werden [58]. Auf das Festigkeitsverhalten günstig wirken sich ebenfalls die aufgrund
des Ausgangsmaterials erreichbaren dünnen Laminatschichten. Um variabelaxiale FKV-Strukturen mit
definierten Trajektorien herzustellen, werden einzelne unidirektionale Patches im Schwerpunkt entspre-
chend der Kurventangente ausgerichtet. Der Fadenverlauf besitzt somit keine kontinuierliche Krümmung.
Bei einer gegebenen Patchlänge von 60mm und einem maximalen Winkelversatz von 30 ° ergibt sich
ein minimaler Ablageradius von ca. 115mm. Zur Abbildung besonders enger Radien wären kürzere
Patches notwendig, was sich jedoch ungünstig auf die Produktivität und die Festigkeitseigenschaften
auswirken würde, da eine sogenannte kritische Überlappungslänge nicht unterschritten werden darf [93].
Wie im Ablageplan in Abb. 2.17 dargestellt, müssen zudem Patches ermittelt werden, die aufgrund
unnötiger Überlappung benachbarter Patches weggelassen werden können. Bei nicht äquidistanten Abla-
geverläufen ergeben sich zudem Überlappungen bzw. Lücken zwischen den Patches. Derzeit erreichbare
Abb. 2.17: AFPP-Ablageplan für definierte Trajektorien mit Überlappungsstellen nach [93]
AFPP-Ablageraten von Fasermaterial liegen bei einer momentan realisierbaren Taktrate von 1Hz. Bei
Verwendung eines 24 k Kohlenstofffaserpatches von 60mm Länge ergeben sich hierdurch rund 6 g /min.
Bei vergleichbarem Material können dagegen bereits mit nur einem TFP-Legekopf etwa 8 g /min, bei
einer Legegeschwindigkeit von 5m/min, umgesetzt werden. Eine Parallelisierung der AFPP-Technologie
ist jedoch nur unter hohen Investitionskosten möglich. Einer Weiterentwicklung des AFPP-Verfahrens
zum Verlegen von Faserpatches auf räumlich gekrümmten Werkzeugoberflächen kann durch Einsatz
einer Roboterführung realisiert werden, wie in Abbildung 2.18 schematisch dargestellt ist. Aufgrund
der derzeit noch niedrigen Legegeschwindigkeiten wird das Einsatzgebiet der AFPP-Technologie vor
allem beim Aufbringen lokaler variabelaxialer Verstärkungselemente auf andere textile Halbzeuge bzw.
Preformen sowie zur Herstellung dünnwandiger komplexer Strukturbauteile gesehen [93].
Abb. 2.18: Automatisierte AFPP-Ablage durch Einsatz robotergestützter Positionssysteme [93]
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2.2.2.6 Rovingablage mit adhesiver Fixierung
Ein Hauptproblem bei der variabelaxialen Ablage gespreizter bebinderter Tapes, beispielsweise mit Hilfe
des AFP-Verfahrens, ist die starke Einschränkung bei der Ablage hinreichend kleiner Radien. Hingegen
besitzt das TFP-Verfahren zwar größtmögliche Freiheiten bei der Umsetzung eines variabelaxialen
Ablagemusters, doch kann die sticktechnische Fixierung des Rovingmaterials mittels Nähfaden eine
teilweise Reduktion der Materialkennwerte zur Folge haben. Um diesen Konflikt aufzulösen, wäre also
eine adhäsive und somit nähfadenfreie Ablage von nicht bzw. kaum gespreiztem Rovingmaterial zur
Beibehaltung enger Ablageradien wünschenswert.
Erste Ansätze hierzu wurden von Kühne et al. und Schulz et al. [94, 95] von der TU Chemnitz anhand
eines Verfahrens zur Klebefixierung von Rovings vorgestellt. Hierbei wird mit Hilfe einer Sprühdüse
und eines Kaltklebesystems ein Klebepunkt zwischen Untergrund und Verstärkungsroving gesetzt. Eine
durch das Nähverfahren bedingte Ondulation und Faserschädigung kann somit vermieden werden. Durch
anschließendes Andrücken des Roving mit einer beheizten Rolle verdunstet der Lösungsmittelanteil
des Klebers und der Roving bleibt lokal fixiert. Da durch die Klebefixierung der einzelnen mittels
Robotersteuerung abgelegten Rovings ein gegenseitiges Abgleiten nicht mehr möglich ist und somit
spätere Umform- bzw. Drapierprozesse der Preform erschwert, ist die direkte Ablage auf das spätere
Infiltrationswerkzeug notwendig. Aus prozesstechnischer Sicht kann die Ablage auf dem Formwerkzeug
aber auch positiv bewertet werden, da somit Handling- und Drapierschritte zur Preformherstellung
entfallen. Bisher sind keine Informationen zu den minimal erzeugbaren Radien bei der Fadenablage
in der Ebene verfügbar. Da jedoch ungespreiztes Rovingmaterial verwendet wird, dürften mit dem
TFP-Verfahren vergleichbare minimale Ablageradien realisiert werden können. Aufgrund der Größe
des Legekopfes muss bei der gegenwärtigen technischen Umsetzung aber mit Einschränkungen bei der
Ablage stark dreidimensional konturierter Oberflächen gerechnet werden. Limitierend ist derzeit zudem
eine prozesstechnisch bedingte maximale Lagenanzahl von fünf übereinander abgelegten Rovinglagen.
Einem seriennahen industriellen Einsatz stehen hohe Anschaffungskosten für einen mit einem Legekopf
ausgestatteten Industrieroboter bei einer im Vergleich zum TFP-Verfahren niedrigen Produktivität
entgegen.
Ein weiteres variabelaxiales, jedoch am Fraunhofer-ICT noch in der Entwicklung befindliches, adhäsives
Ablegeverfahren ist der Chemical-Stitching Process [96, 97]. Ähnlich der Klebefixierung mittels Sprühkle-
ber, wird der Roving nur punktuell mit Hilfe eines Klebstoffs fixiert. Der Eintrag des Klebstoffs erfolgt
jedoch mit Hilfe einer Injektionskanüle, welche derzeit noch mit einem dreiachsigen Linearführungssys-
tem über eine ebene Ablagefläche bzw. über ein textiles Grundmaterial geführt wird. Nach Ablage des
Verstärkungsrovings erfolgt die Aushärtung des Klebers entweder über ultraviolettes Licht oder mittels
Mikrowellenstrahlung. Aufgrund der strahleninduzierten Aushärtung jedes einzelnen Klebepunktes
muss von einer niedrigen Prozessgeschwindigkeit ausgegangen werden. Da das Verfahren selbst sich aber
noch in einem relativ frühen Entwicklungsstadium befindet, können keine Aussagen über die mögliche
Produktivität getroffen werden. Bisher gezeigte Demonstratoren beschränken sich auf einzelne in der
Ebene gekrümmt abgelegte Rovings. Eine prinzipielle Übertragung des Verfahrensprinzips auf Mehr-
kopfstickautomaten ist denkbar. Einschränkungen bei der Drapierbarkeit der so erzeugten Preformen
aufgrund der klebetechnischen Fixierung sind jedoch möglich.
2.2.2.7 Vergleich variabelaxialer Fadenablageverfahren
Eine im Rahmen der vorliegenden Arbeit enwickelte Gegenüberstellung der technischen Paramater
bestehender variabelaxialen Ablageverfahren von Verstärkungsfäden ist in Tabelle 2.1 dargestellt.
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Tab. 2.1: Vergleich variabelaxialer Fadenablageverfahren
TFP MAG-KV AFPP AFP Roving-Klebe fixierng
Verstärkungs-
material
CF, GF, BF, AF,
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Neben der hohen Flexibilität bei der Ablage von Verstärkungsrovings weist die TFP-Technologie
aufgrund der Parallelisierbarkeit des Fertigungsprozesses durch Einsatz von Mehrkopfstickautomaten
eine hohe Produktivität zur Herstellung von kleinen bis mittleren Stückzahlen auf. Aufgrund der zudem
vergleichsweise geringen Anschaffungskosten notwendiger technischer Anlagen ist eine zunehmende
Verbreitung der TFP-Technologie erklärbar. Verfahren mit einer ähnlich flexiblen Ablage, die bei-
spielsweise die Ausbildung von Schlaufen erlauben, wie das AFPP- bzw. das AFP-Verfahren oder
die Roving-Klebefixierung, benötigen zur Herstellung nur eines Bauteils jeweils einen eigenen Lege-
automaten bestehend aus Positionierungssystem und Legekopf. Eine Parallelisierung der genannten
Ablageverfahren zur Steigerung der Produktivität, ähnlich der TFP-Technologie, ist nur unter Einsatz
zusätzlicher Legeautomaten möglich. Von einer Eignung der Verfahren für Bauteile mit mittleren bzw.
hohen Stückzahlen kann daher nicht ausgegangen werden. Einsatzgebiete dieser Verfahren dürften eher
bei der Herstellung von Spezialbauteilen mit einer hohen Anforderung an die Materialqualität liegen.
Das MAG-KV Verfahren besitzt aufgrund des realisierbaren großen Massedurchsatzes von Verstär-
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kungsmaterial eine hohe Produktivität. Jedoch weist es eine nur geringe Flexibilität bei der Ausbildung
komplexer variabelaxialer Faserverbundstrukturen auf. Die Stärken des MAG-KV Verfahrens liegen
bei der Herstellung von mittelgroßen bis großen Preformen für Bauteile oder Bauteilsegmente mit
einer bedingt variabelaxialen lokalen Verstärkung. Das TFP-Verfahren stellt dem Stand der Technik
nach den derzeit besten Kompromiss aus Flexibilität und Produktivität zur Herstellung variabelaxialer
FKV-Bauteile kleiner bis mittlerer Größe dar.
2.2.3 Konsolidierung variabelaxialer Faser-Kunststoff-Verbunde
2.2.3.1 Grundlagen
Die Konsolidierung von textilen Preformen mit polymerem Matrixmaterial kann mit Hilfe unterschiedli-
cher Verfahren durchgeführt werden. Das Matrixmaterial soll hierbei die Verstärkungsfasern vollständig
umschließen. Somit werden diese unter Druckbeanspruchung vor einem Ausknicken gestützt und vor
Umwelteinflüssen geschützt. Zudem werden durch das Matrixmaterial in Faserrichtung wirkende Kräfte
nicht aufgenommen und auf die Verstärkungsfasern übertragen.
Allgemein wird bei der Konsolidierung von FKV-Bauteile eine möglichst gleichmäßige Verteilung von
Verstärkungsfasern angestrebt. Abstände bzw. Zwischenräume zwischen den Verstärkungsfasern, in
denen sich Harz ansammelt oder die als Hohlraum verbleiben (sog. Voids), sollen vermieden werden.
Hierzu wird eine Kompaktierung der Preform vorgenommen. Die Stärke der Kompaktierung hat
dabei einen entscheidenden Einfluss auf den resultierenden Faservolumengehalt. Um masseminimale
Bauteile zu erhalten, wird ein möglichst hoher Faservolumengehalt von größer 55% angestrebt. Unter
verfahrenstechnischen Aspekten ist eine kurze Infiltrationszeit wünschenswert. Außerdem können je
nach Anwendung unterschiedliche Anforderungen an die Bauteiloberflächen gestellt werden.
Da sich die vorliegende Arbeit auf die Herstellung variabelaxialer trockener TFP-Preformen beschränkt,
sollen nur die hierfür relevanten Harzinfiltrationsverfahren kurz beschrieben werden. Ein wesentlicher
Unterschied bei der Konsolidierung variabelaxialer FVK-Strukturen im Vergleich zu multiaxialen
Halbzeugen besteht in der Ausbildung der Dickenkonturierung der Preformen. Lassen sich multiaxiale
Preformen durch Zuschnitt und anschließende Positionierung einzelner Preformsegmente, wie z. B.
aus Gewebe oder Multiaxialgelege, sehr genau bzgl. ihrer Querschnittskontur konstruieren, können
bei komplexen variabelaxialen FKV-Strukturen bisher nur eingeschränkte bis keine Angaben zur
Dickenverteilung gemacht werden.
2.2.3.2 Vakuuminfusionsverfahren
Bei der Infiltration von TFP-Preformen mit einem komplex variabelaxialen Ablagemuster eignen
sich daher besonders Vakuumfolieverfahren, wie der patentierte Vacuum Assisted Process (VAP)
[25, 24]. Hierbei wird die TFP-Preform mit der Stickgrundseite auf einer ebenen bzw. gekrümmten
Unterlage platziert und anschließend ein Vakuumsackaufbau durchgeführt. Dieser besteht aus den
Lagen Abreißgewebe, Fließhilfe, VAP-Membran, Saugvlies und Vakuumfolie. Durch Siegelband werden
VAP-Membran und Vakuumfolie gegen die Unterlage abgedichtet. Durch Luftabsaugung zwischen
der Vakuumfolie und VAP-Membran entsteht ein Unterdruck, bei dem die Preform maximal mit
Umgebungsluftdruck isostatisch zusammengepresst wird. Durch Einsaugung von Matrixharz in den
abgeschlossenen Bereich unter der VAP-Membran findet die Imprägnierung der Preform statt. Verdrängte
Gase können hierbei durch die semipermeable VAP-Membran in Dickenrichtung entweichen, das Harz
jedoch nicht. Die Fließhilfe, welche zumeist aus einer steifen netzförmigen Struktur besteht und über
dem Abreißgewebe liegt, sorgt für eine schnelle gleichmäßige Verteilung des Harzes über der gesamten
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Bauteiloberfläche hinweg. Um den Faservolumengehalt weiter zu steigern, kann eine Rücksaugung des
Matrixharzes vorgenommen werden. Nach dem Aushärten des Matrixwerkstoffs kann der Vakuumaufbau
entfernt werden. Anschließend kann das Bauteil mechanisch nachbearbeitet werden. Mittels VAP können
so einseitig beliebig konturierte FKV-Bauteile hergestellt werden. In der Praxis lassen sich mit dem
Verfahren Faservolumengehalte von bis zu 60% erreichen. Ist aus strukturmechanischen Gründen
ein symmetrischer Aufbaus der TFP-Bauteils notwendig, können nach der Konsolidierung zweier
spiegelsymmetrischer Bauteile diese verklebt werden. Hierbei ist durch das zum Kleben der Teile
eingebrachte Harz aber mit einer Verringerung des Gesamtfaservolumengehalts zu rechnen. Aufgrund
des hohen händischen Aufwands oder der nur einmal benutzbaren Verbrauchsmaterialien eignet sich
das Verfahren besonders für niedrige Stückzahlen und zur Herstellung von Bauteilen mit sehr großen
Dimensionen bzw. komplexen Geometrien. Zuswm wird das Verfahren auch häufig im Labormaßstab
eingesetzt, da so auf eine aufwändige Herstellung fester Injektionswerkzeuge mit komplex konturierten
Kavitäten verzichtet werden kann.
2.2.3.3 Injektionsverfahren
Werden größere Stückzahlen von TFP-Bauteilen benötigt, lohnt sich der Aufwand für die Herstellung
von geschlossenen Injektionswerkzeugen, wie sie beispielsweise für das Resin Transfer Molding (RTM)
benötigt werden. Ein Vorteil bei der Herstellung von FKV-Bauteilen mittels RTM gegenüber dem VAP
ist die allseitig hohe Oberflächenqualität der Bauteile. Um eine gleichmäßige Preformkompaktierung
zu erreichen, ist es wichtig, dass die Preformkontur und die Werkzeugkavität ideal zusammenpassen.
Andernfalls kann es entweder zu einem lokalen Überpressen der Preform kommen oder einige Preform-
bereiche werden nicht ausreichend kompaktiert und weisen zu niedrige Faservolumengehalte auf. Aus
verfahrenstechnischer Sicht stellt der Verlauf des Harzes im Injektionsprozess eine besondere Herausfor-
derung dar. Erreicht das mit Überdruck in die Werkzeugkavität eingespritzte Harz auf dem Weg zur
Austrittsöffnung nicht alle Preformstellen, können einzelne nicht getränkte Faserbereiche verbleiben. Das
Bauteil ist nach der Entformung unbrauchbar. Da bisher keine konstruktiven Methoden zur Entwicklung
von Injektionswerkzeugen für beliebig komplexe variabelaxiale Faserverbundstrukturen zur Verfügung
standen, wurden entsprechende TFP-Strukturbauteile weitestgehend vereinfacht umgesetzt. Die Prefor-
men können hierbei zwar einen gekrümmten Faserverlauf aufweisen, jedoch nur mit der Einschränkung
konstanter Faserabstände, um eine gleichmäßige und konstruktiv günstig beschreibbare Dickenver-
teilung zu erhalten. Durch diese fertigungstechnische Einschränkung konnten FKV-Strukturbauteile
mit möglicherweise günstigeren mechanischen Eigenschaften, die dabei ein komplexeres variabelaxiales
Faserdesign aufweisen, nicht umgesetzt werden. Durch eine Neuentwicklung am IPF kann mit Hilfe
des Softwaretools EDOpath eine direkte konstruktive Beschreibung von resultierenden Freiformflächen
allein auf Basis eines TFP-Ablagemusters durchgeführt werden [75]. Mit Hilfe der so abgeleiteten
3D-CAD-Daten können für beliebig komplexe TFP-Stickmuster ideal angepasste Injektionswerkzeuge
erstellt werden.
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Für die Bauteilauslegung, z. B. mittels FEA, ist eine möglichst genaue Kenntnis der Materialeigen-
schaften von zentraler Bedeutung. Idealerweise wird die Bestimmung der Materialkennwerte durch
experimentelle Untersuchungen vorgenommen. Hierdurch lassen sich die elastischen Grundgrößen und
die Festigkeitskennwerte des FKV ermittelt. Da dies jedoch meist mit einem hohen zeitlichen und materi-
ellen Aufwand verbunden ist, wird versucht die Materialkennwerte anhand funktionaler Zusammenhänge
zu beschreiben. Durch eine mikromechanische Betrachtung können so die elastischen Grundgrößen
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rechnerisch ermittelt werden [18]. Anhand eines repräsentativen Ausschnitts der FKV-Struktur, der
sog. Einheitszelle oder repräsentatives Volumenelement (RVE), können elastische Konstanten ermit-
telt und auf makroskopische Verhältnisse übertragen werden. Für Einheitszellen, die eine komplexe
Fadengeometrie beschreiben, wie sie z. B. Gewebe, Multiaxialgele oder Mehrlagengestricke aufweisen,
wurden mikro- und mesoskalische Simulationsmodelle mit Hilfe der FEM entwickelt [63, 98].Wird
eine ideal gestreckte UD-Schicht mit paralleler und regelmäßig gepackter Faseranordnung betrach-
tet, bei der zudem von konstanten Faserquerschnitten ausgegangen wird, können die Eigenschaften
anhand analytischer Mischungsregeln ermittelt werden. Dabei wird die UD-Schicht als verschmiertes
Kontinuum mit linear elastischem Verhalten unter kleinen Verformungen betrachtet. Zudem wird die
Haftung zwischen Fasern und Matrix vollständig ideal angenommen. Als mechanisches Ersatzmodell
werden Matrix und Verstärkungsfasern hierbei in Längsrichtung als paralleles und in Querrichtung als
serielles Federsystem betrachtet. Da unter realistischen Bedingungen jedoch nicht einmal bei Einsatz
von Prepreg-Material ideale Bedingungen hinsichtlich Faserpackung, Gleichverteilung der Fasern und
möglicher Porenbildung herrschen, wurden die Mischungsregeln anhand experimenteller Ergebnisse an
das reale Verhalten durch Korrekturfaktoren bzw. -funktionen zu halb- oder semiempirischen Bezie-
hungen angepasst. Die von Schürmann [18] zusammengefassten Berechnungsvorschriften für die fünf
unabhängigen Materialkonstanten einer transversalisotropen UD-Schicht werden in den Gleichungen
(2.57) bis (2.61) angegeben.
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Außerdem werden bei der Indizierung der Materialkonstanten für die in 2.51 definierte Nachgiebig-
keitsmatrix die Konventionen E‖ = E1, E⊥ = E2, G⊥‖ = G21, ν⊥‖ = ν21 und ν⊥⊥ = ν23 getroffen.
Entsprechend der in 2.52 und 2.53 definierten Beziehungen lassen sich so auch die beiden abhängigen
Konstanten G⊥⊥ = G23 und ν‖⊥ = ν12 bestimmen.
Weiterhin lässt sich vergleichsweise einfach die Zugfestigkeit einer idealen UD-Schicht in Längsrichtung
mit Hilfe der Faser- und der Matrixfestigkeit R‖z,F bzw. Rz,M sowie dem Faservolumengehalt ϕ
berechnen mit
R‖z = R‖z,F · ϕ + Rz,M · (1 − ϕ). (2.63)
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Die Gleichung 2.63 lässt sich unter der Annahme R‖z,F 	 Rz,M vereinfachen zu
R‖z ≈ R‖z,F · ϕ. (2.64)
Bedingt durch die unterschiedlichen textilen Herstellungsverfahren kann es zu einer Reduktion der
theoretisch möglichen mechanischen Eigenschaften von Faserverbundmaterialien kommen. Ursache
hierfür können zum einen Faserschädigungen sein, hervorgerufen z. B. durch Reibungsvorgänge des
Verstärkungsfadens oder Faserbrüche, die beim Durchstechen mit einer Nähnadel auftreten. Andererseits
können Faserhalbzeuge bzw. Preformen verfahrensbedingt lokal nicht ideale Faserorientierungen bzw.
Ondulationen aufweisen. Eine Abminderung der Steifigkeit und Festigkeit von Verstärkungsfasern
durch nähtechnische Verfahren, wie sie beim strukturellen Nähen oder anderen Preformverfahren
(MAG, TFP) zum Einsatz kommen, wird von Sickinger et al. [99] zum einen auf einen nähtechnisch
bedingten Faserbruch zurückgeführt. Als maßgeblich für die Degradation der Verbundeigenschaften in
der Ebene wird jedoch andererseits die aufgrund des eingetragenen Nähfadens verursachte Ondulation
der Verstärkungsfäden erachtet. Neben einer Reduktion der linear elastischen Struktursteifigkeit kann
diese unter Druckbeanspruchung durch lokales Beulen bzw. Ausknicken der ondulierten und somit
vorausgelenkten Fasern einen entscheidenden Einfluss auf die Strukturfestigkeit haben [100, 101]. Um
die Steifigkeitsreduktion solcher durch den Nähprozess ondulierter textiler Faserverbundstrukturen
auch ohne aufwändige FE-Modellierung einer Einheitszelle abschätzen zu können, wurde von Cox et al.
[102] ein anhand der Gleichung 2.65 analytisch bestimmbarer Ondulationsparameter η eingeführt. Mit
dessen Hilfe lässt sich eine abgeminderte Steifigkeit entlang der Hauptfaserrichtung E∼,‖ entsprechend
Gleichung 2.66 berechnen. Neben der Abhängigkeit von Werten des ungestörten Laminats (E‖, G⊥⊥,
ν‖⊥) besitzen der Faserdurchmesser DT und der Abstand zweier auf einer Linie liegenden Einstichstellen















E∼,‖ = η · E‖ (2.66)
Es wird deutlich, dass sich die Längssteifigkeit mit zunehmendem Fadendurchmesser bzw. abnehmenden









Zur Überprüfung des Einflusses unterschiedlicher Prozessparameter auf die FKV-Eigenschaften von
mittels TFP abgelegten Kohlenstofffaser-Rovings wurden im Rahmen einer Studienarbeit experimentelle
Untersuchungen durchgeführt [103]. Ziel war es u. a. die linear elastischen Kenngrößen einer unidirek-
tionalen TFP-Struktur im Zugversuch nach DIN EN ISO 527-5 zu ermitteln. Als Referenzmaterial
wurde ein 12 k (800 tex) HT-S CF-Roving der Firma Toho Tenax verwendet (vgl. Tabelle A.1 im
Anhang). Um den Einfluss auf die experimentellen Ergebnisse durch das eingesetzte Stickgrundmaterial
möglichst gering zu halten, wurden alle Proben auf 0, 18mm dickem Filterpapier fixiert (vgl. Tabelle
A.3 im Anhang). Für Ober- und Unterfaden wurde jeweils ein verfahrenstypischer Polyesternähfaden
mit einer Feinheit von 10 tex verwendet. Als relevante Prozessparameter des TFP-Verfahrens wurden
die Stichweite und die Lagenanzahl variiert. Alle Längszugproben wurden mit einer nominellen Lami-
natdicke von t = 1mm hergestellt und besaßen eine Breite von 15mm. Als duromeres Matrixmaterial
wurde das von der Firma R&G vertriebene kalthärtende Epoxidharz L 20 zusammen mit dem Härter
EPH161 verwendet und die Probekörper entspreched den Herstellerangaben gehärtet und getempert
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VAP ‖ 1 0,9 4 1,8
VAP ‖, ⊥ 2 1,8 4 3,6
RTM ‖ 2 1,8 4 3,6
VAP ‖ 3 2,7 4 4,0
VAP ‖ 2 1,8 1 3,6
VAP ‖ 2 1,8 2 3,6
VAP ‖ 2 1,8 6 3,6
(vgl. Tabelle A.2 im Anhang). Als Referenzparametersatz wurde ein Stichabstand von lS = 4mm,
zwei übereinander abgelegte Rovinglagen mit einem Roving- bzw. Pfadabstand von 1, 8mm und einem
R-Wert (Stichbreite des Zickzackmusters quer zur Ablagerichtung) von 3, 6mm gewählt. Aufgrund der
einfacheren Probenherstellung wurden die Prüfkörper mit Hilfe des VAP-Verfahrens infiltriert. Um aber
auch einen möglichen Einfluss des Infiltrationsverfahren auf die Längszugeigenschaften mit abschätzen
zu können, wurden ebenfalls Proben mit Referenzparametersatz mittels RTM-Verfahren injiziert und
geprüft. In Tabelle 2.2 sind die untersuchten Parametervarianten zusammengestellt.
2.3.1 Verbundeigenschaften in Faserrichtung
2.3.1.1 Einfluss der Stichweite
In Abbildung 2.19 ist die Fixierung eines 12 k (800 tex) Kohlenstofffaserrovings auf einem Papierstick-
grund mittels Zickzack-Stichmuster mit unterschiedlichen Stichabständen von lS = 1mm bis lS = 6mm
bei einem R-Wert von 1, 8mm dargestellt .
Es ist zu erkennen, dass bei einem Stichabstand von lS = 1mm der Roving nahezu ondulationsfrei
abgelegt werden kann. Gleichzeitig ist die Anzahl der Einstichstellen und der Nähfadenanteil vergleichs-
weise hoch. Proben mit einem Stichabstand von lS = 2mm, 4mm bzw. 6mm weisen zwar weniger
Einstichstellen und einen geringeren Nähfadenanteil auf, aber gleichzeitig wird hier eine Zunahme der
Fadenondulation deutlich. Um eine Faserondulation in der Ablageebene weiter zu reduzieren, besteht
die Möglichkeit den R-Wert größer zu wählen. Für die Herstellung der Probekörper wurde, wie in
Tabelle 2.2 definiert, ein R-Wert von 3, 6mm, der der doppelten Ablagebreite entspricht, gewählt. Der
Einfluss auf die Verteilung der Fasern ist in Abbildung 2.20 erkennbar. So führen kleinere R-Werte,
etwa von der Größe des Rovingabstandes, zu einer strangartigen Einschnürung des Rovings, bei dem
benachbarte Fäden nicht oder nur wenig überdeckt werden. Größere R-Werte ermöglichen dagegen eine
größere Spreizung des Rovingmaterials. Hierdurch kann eine leichte Reduktion der Faserondulation in
der Ebene erreicht werden. Jedoch kann die Preform eine leichte Ondulation quer zur Ablageebene
aufweisen, welche aber infolge des Anpressdrucks durch den Umgebungsdruck beim VAP oder durch
feste Werkzeugoberflächen zusammengedrückt werden sollte. Zudem ist darauf zu achten, dass bei zu
groß gewählten Stichbreiten sich der Roving in engen Kurven nach innen ziehen kann und nicht mehr
dem ursprünglich geplanten Faserverlauf folgt, wie in Abbildung 2.14 dargestellt ist.
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Abb. 2.19: CF-Roving (HT, 800 tex) auf Papier fixiert mit einem R-Wert von 1, 8mm und unterschied-
lichen Stichabständen (von oben): lS = 1mm, 2mm, 4mm und 6mm
Abb. 2.20: Faserverteilung in Abhängigkeit des R-Wertes: 1, 8mm (links) und 3, 6mm (recht) (2-Lagen
CF-Faserroving (HT-S, 800 tex), Stichabstand lS = 4, 0mm)
Der bereits optisch beurteilbare qualitative Einfluss der Stichweite auf die Fadenondulation und somit
auch auf eine mögliche Reduktion von Verbundsteifigkeit und -festigkeit kann anhand experimenteller
Ergebnisse bestätigt werden. In den Diagrammen in Abbildung 2.21 sind in Abhängigkeit der Stichweite
sowohl der resultierende E-Modul als auch die Festigkeit der untersuchten TFP-FKV-Proben dargestellt.
Um vergleichbare Materialkennwerte zu erhalten, werden die gemessenen Steifigkeits- und Festigkeits-
kennwerte auf die tatsächlich wirkende Querschnittsfläche der Kohlenstofffaserrovings bezogen und
anschließend auf einen einheitlichen Faservolumengehalt von ϕ = 50% normiert. In beiden Diagram-
men wurde zudem die sich aus der Mischungsregel ergebende Seifigkeit bzw. Festigkeit einer idealen
UD-Schicht mit eingetragen. Die Fehlerindikatoren in allen Balkendiagrammen geben den doppelten
Standardfehler des arithmetischen Mittelwerts an.
An den Proben mit einer Stichweite von lS = 1mm konnten nahezu ideale UD-Verbundsteifigkeiten ermit-
telt werden. Dementsprechend niedrig ist auch die damit verbundene Bruchdehnung von εBruch =1,29%
im Vergleich zu den anderen Probevarianten. Gleichzeitig ist eine deutliche Reduktion der Verbundfes-
tigkeit festzustellen. Ursache hierfür kann der hohe Nähfadenanteil von ϕNähfaden = 5, 6% sein, der zu
einer Vielzahl von harzreichen Zwischenräumen führt. Verbunden ist damit aber auch die große Anzahl
an Einstichen, welche zu einer vermehrten Faserschädigung führen können. Ein weiterer Nachteil der
geringen Stichweite ist in dem mittels VAP-Verfahren nominell erreichbaren Faservolumengehalt von
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Abb. 2.21: Zugsteifigkeits- und Zugfestigkeitseigenschaften von unidirektionalen TFP-FKV-Prüfkörpern
in Faserrichtung in Abhängigkeit unterschiedlicher Stichweiten normiert auf einen Faservolu-
mengehalt von ϕ = 50% (CF-Roving (HTS, 800 tex), R-Wert von 3, 6mm, zwei übereinander
abgelegte Rovinglagen)
nur ϕ = 31, 3% zu sehen. Sowohl hinsichtlich des Steifigkeitsverhaltens als auch bzgl. der Festigkeits-
eigenschaften befinden sich die untersuchten TFP-FKV-Proben mit Stichweiten größer als 1mm auf
etwa gleichem Niveau. Dabei ist bei der Probe mit lS = 6mm tendenziell eine geringere Steifigkeit und
mit Zunahme der Stichweite und somit mit Abnahme des Nähfadenanteils eine leichte Erhöhung der
Verbundfestigkeit festzustellen. In Tabelle 2.3 sind die Parameter Faservolumengehalt, Nähfadenanteil
und Bruchdehnung in Abhängigkeit der untersuchten Stichabstände zusammengefasst.
Tab. 2.3: Nomineller Faservolumengehalt, Nähfadenanteil und Bruchdehnung in Abhängigkeit des
Stichabstands (2-Rovinglagen, Rovingabstand 1, 8mm, R-Wert 3, 6mm, CF-Roving HT-S










1 31,3 4,9 1,29
2 37,0 2,8 1,69
4 42,8 1,8 1,62
6 43,4 1,6 1,63
2.3.1.2 Einfluss der Lagenzahl
Um die Dicke von TFP-Preformen anzupassen, kann dies zum einen durch Veränderung des Rovingab-
stands erreicht werden. Hierbei hängt die maximal erreichbare Dicke vor allem von der verwendeten
Rovingstärke ab. Durch mehrmalige Ablage des Rovingmaterials übereinander können Preformdicken
erreicht werden, die im Allgemeinen nur durch den maximalen Nadelhub begrenzt werden. Ein Über-
sticken mehrerer Lagen kann aber auch notwendig sein, um eine ungleichmäßige Dickenverteilung an
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den Rändern der Preform zu vermeiden. So weist besonders in einer Lage mäanderförmig versticktes
Rovingmaterial an den Kanten eine Dickendifferenz auf. Besonders deutlich wird der Effekt, werden als
Stickparameter kleine R-Werte und ein enger Rovingabstand gewählt. Durch Aufteilen und Versetzten
der ursprünglichen Mäenderstruktur in zwei oder mehr Lagen, wie in Abbildung 2.22 dargestellt, kann
dieser Effekt vermieden und TFP-Preformen mit einer homogenen Dickenverteilung erzeugt werden.
Abb. 2.22: Varianten der Aufteilung eines TFP-Ablagemusters und der daraus resultierenden Preform-
Dickenvertilung: einlagiger Mäander mit inhomogener Dickenverteilung (links), zweilagiger
Mäander mit homogener Dickenverteilung (rechts)
Um den Einfluss einer unterschiedlichen Lagenanzahl auf die TFP-FKV-Eigenschaften zu untersuchen,
wurden entsprechend der Parameterdefinition in Tabelle 2.2 Proben mit bis zu drei Rovinglagen
hergestellt. Dabei wurde versucht den Rovingabstand und den R-Wert so anzupassen, dass alle Preformen
eine nominelle Dicke von ca. t = 1, 0mm aufweisen. Alle Proben wurden dabei mit einem einheitlichen
Stichabstand von lS = 4mm und einem an den unterschiedlichen Rovingabstand angepassten R-
Wert hergestellt. In den Schliffbildern in Abbildung 2.23 ist deutlich eine lagenweise Separation der
mittels VAP-Verfahren hergestellten Prüfkörper zu erkennen. Ebenso ist auf der rechten Seite der
Papierstickgrund und stellenweise der Unterfaden zu erkennen. Die ermittelte Reduktion sowohl der
Abb. 2.23: Schliffbilder der Prüfkörper mit unterschiedlicher Rovinglagenanzahl (von links): eine Lage,
zwei Lagen und drei Lagen
Steifigkeits- als auch der Festigkeitskennwerte befindet sich bei den drei untersuchten Spezifikationen
auf gleichem Niveau, wie in den Diagrammen in Abbildung 2.24 dargestellt ist. Eine zusätzliche
Faserschädigung, wie sie beispielsweise durch häufigeres Übersticken der darunter liegenden Lagen zu
erwarten wäre, konnte nicht festgestellt werden. Ebenso weisen die resultierenden Bruchdehnungen keine
signifikaten Unterschiede auf. Es wird aber deutlich, dass mit zunehmender Lagenanzahl der mittels
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Abb. 2.24: Steifigkeits- und Festigkeitseigenschaften von unidirektionalen TFP-FKV-Prüfkörpern in
Faserrichtung in Abhängigkeit unterschiedlicher Lagenanzahl normiert auf einen Faservolu-
mengehalt von ϕ = 50% (CF-Roving HT-S mit 800 tex, angepasste Rovingabständen und
R-Werte)
VAP-Verfahren erreichbare nominelle Faservolumengehalt steigt. Ursache hierfür kann die aufgrund
des vergrößerten R-Werts zunehmende Rovingspreizung sein, wodurch eine bessere Kompaktierung der
Kohlenstofffasern möglich wird. In Tabelle 2.4 sind die Parameter Faservolumengehalt, Nähfadenanteil
und Bruchdehnung in Abhängigkeit der untersuchten Lagenanzahl zusammengefasst.
Tab. 2.4: Nomineller Faservolumengehalt, Nähfadenanteil und Bruchdehnung in Abhängigkeit der
Lagenanzahl (Stichabstand lS = 4mm, Rovingabstand 1, 8mm, R-Wert 3, 6mm, CF-Fasertyp









1 31,3 1,0 1,62
2 37,0 1,8 1,69
3 42,8 2,7 1,64
2.3.1.3 Einfluss des Infiltrationsverfahrens
Um den Einfluss des Infiltrationsverfahrens auf die Längssteifigkeit abschätzen zu können, wurden unter
Verwendung der Referenzparameter (Stichabstand lS = 4mm, Rovingabstand 1, 8mm, R-Wert 3, 6mm,
CF-Roving HT-S mit 800 tex) Prüfplatten mittels TFP-Verfahren hergestellt und mit Hilfe eines
RTM-Plattenwerkzeugs infiltriert. Hierbei konnte ein mittlerer Faservolumengehalt von ϕ = 42, 1%
erzielt werden. Im Vergleich zu dem in Abbildung 2.21 angegebenen E-Modul in faserparalleler Richtung
ergab die Zugprüfung einen um ca. 4, 5% geringfügig höheren Wert von E‖ = 111, 4 ± 0, 7GPa. Die
Ursachen hierfür können einerseits im Kompaktieren der Preform durch das geschlossene Werkzeug
liegen. Hierfür müsste jedoch eine vertikale Fadenondulation vorliegen, die im Rahmen dieser Arbeit
jedoch nicht näher untersucht wird. Eine andere Ursache kann in der Präparation der Preform für die
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RTM-Injektion selbst liegen, da Einflussquellen wie ein mehrlagiger VAP-Aufbau wegfallen. Entgegen
dem Trend bei der Zugsteifigkeit konnte bzgl. der Zugfestigkeit an den mittels RTM infiltrierten
Proben ein um rund 10, 0% geringer Festigkeitswert von lediglich R‖z = 1634, 4 ± 25, 4MPa ermittelt
werden. Für die weitere Betrachtung der unidirektionalen Verbundsteifigkeit werden die Ergebnisse der
mittels VAP-Verfahren infiltrierten Prüfkörper verwendet, da hiermit im Rahmen dieser Arbeit größere
statistische Erfahrungen bzw. Sicherheiten gesammelt werden konnten.
2.3.2 Verbundeigenschaften quer zur Faserrichtung
Es wird davon ausgegangen, dass die vorhandene Fadenondulation keinen besonders großen Einfluss auf
die Querzugsteifigkeit besitzt. Um diese Thesen bewerten zu können, wurden Querzugversuche an UD-
Proben, die mit den Referenzparametern hergestellt und mittels VAP infiltriert wurden, durchgeführt.
Die Versuchsdurchführung erfolgte ebenfalls nach DIN EN ISO 527-5, wobei die Prüfkörper mit einer
Breite von 25mm gefertigt wurden. Zur Bestimmung der Dehnung kam wieder ein Ansatzextensiometer
zum Einsatz. Die Probekörper weisen einen mittleren Faservolumengehalt von ϕ = 39, 3% auf. Da eine
Normierung auf einen anderen Faservolumengehalt nicht linear wie bei der Berechnung der Längsstei-
figkeit durchgeführt werden kann und über die Bestimmung des Faser-E-Moduls als Zwischenschritt
erfolgen muss, wird der theoretische Steifigkeitskennwert auf Basis des realen Faservolumengehalts
berechnet und mit den experimentellen Ergebnissen verglichen. Mit Hilfe der semiempirischen Gleichung
2.58 wurde so ein E-Modul quer zur Faserrichtung von E⊥ = 6601, 6MPa ermittelt. Dieser Wert konnte
experimentell mit einer Abweichung von lediglich rund 7% hinreichend genau bestätigt werden. Die
Querzugprüfung ergab eine Querzugsteifigkeit von E⊥ = 6153, 9 ± 66, 0MPa unter Berücksichtigung
des doppelten Standardfehlers. Die Querzugfestigkeit konnte mit R⊥z = 46, 1 ± 4, 3MPa bestimmt
werden.
2.3.3 Zusammenfassung
Die experimentellen Ergebnisse zeigen, dass die von Cox et al. [102] und von Sickinger et al. [99]
vorgeschlagene Gleichung zur Berechnung der Steifigkeitsreduktion einer nähtechnisch bearbeiteten
textilen Preform nicht auf das TFP-Verfahren übertragen werden kann. So ist bei einem minima-
len Stichabstand von lS = 1mm nahezu keine Reduktion im Vergleich zur analytisch berechneten
Struktursteifigkeit einer UD-Schicht vorhanden. Dagegen kommt es aufgrund der hohen Stichanzahl
bei dieser Stichlänge zu möglichen Faserschädigungen die eine Reduktion der Verbundfestigkeit bis
etwa 28% zur Folge haben. Prinzipiell lassen sich mittels TFP auch ondulationsfreie UD-Schichten
ohne Fixierungsstiche im Strukturbereich realisieren. Dafür werden die Rovings an den Enden mit
wenigen Stichen fixiert und bis zum anderen Ende ohne Fixierung abgezogen, an dem sie ebenfalls
vernäht werden. Abschließend können gerade Quervernähungen zusätzlichen Halt gegen ein verschieben
der Rovings bieten. Einen steifen Stickgrund und ein entsprechend vorsichtiges Preform-Handling
vorausgesetzt, lassen sich so ebenfalls nahezu ideale Steifigkeits- und Festigkeitseigenschaften erzielen.
Für eine in der Ebene gekrümmte Fadenablage ist dieses Vorgehen jedoch nicht übertragbar. Hier haben
sich aus fertigungstechnischer Sicht je nach Krümmungsradius Stichabstände zwischen lS = 2mm
und lS = 4mm als praktikabel erwiesen. Durch Variation von Stichlängen lS > 1mm und bis zu drei
Rovinglagen konnten keine signifikanten Unterschiede der Steifigkeitseigenschaften ermittelt werden.
Zur Ableitung eines auf experimentellen Ergebnissen basierenden Steifigkeitsreduktionsfaktor ηT F P für
TFP-FKV-Strukturen wird der E-Modul der auf einen Faservolumengehalt von ϕ = 50% normierten
Referenzprobe (2 Lagen, lS = 4mm, R-Wert von 3, 6mm) mit E∼,T F P,‖ = 106, 6GPa verwendet. Durch
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Umstellung der Gleichung 2.66 ergiebt sich somit
ηT F P =
E∼,T F P,‖
E‖
= 0, 88. (2.68)
Durch lineare Skalierung des E-Moduls einer idealen UD-Schicht können so für technologisch relevante
Faservolumengehalte zwischen ϕ = 40% und ϕ = 65% effektiv wirksame UD-Steifigkeiten einer TFP-
Verbundschicht berechnet werden. In erster Näherung wird der Einfluss der Faserondulation auf die
übrigen vier unabhängigen Steifigkeitskonstanten als vernachlässigbar klein betrachtet. Zur analytischen
Beschreibung der Materialparameter, z. B. für FE-Simulationen, wird daher die Verwendung der mittels
semiempirischen Gleichungen gewonnenen Kennwerte (2.58) bis (2.61) empfohlen.
3 Strukturoptimierung variabelaxialer
Faser-Kunststoff-Verbunde
Entsprechend der Vielzahl an Möglichkeiten zur strukturellen Auslegung von Leichtbauteilen, wie sie in
Abb. 1.2 dargestellt sind, gibt es ebenso eine Vielzahl an Strategien zur Strukturoptimierung. Zunächst
soll daher in Abschnitt 3.1 ein kurzer Überblick über die Grundlagen der Strukturoptimierung gegeben
werden. Im Folgenden werden Methoden der Materialoptimierung (Abschnitt 3.3) besonders im Hinblick
auf variabelaxiales FKV-Material betrachtet. Anschließend werden Konzepte zur Topologieoptimierung
in Unterabschnitt 3.4 näher erläutert. Da in diesen beiden Ansätzen das größte Potential zur Struktur-
optimierung variabelaxialer TFP-FKV gesehen wird, bleiben die Betrachtungen hierauf beschränkt.
Abschließend werden die vorgestellten Ansätze und Methoden bzgl. ihrer praktischen Anwendung für
die Herstellung von TFP-Bauteilen diskutiert (Abschnitt 3.5) und bewertet.
3.1 Grundlagen der Strukturoptimierung
Unter der Optimierung von Strukturbauteilen wird die Suche nach dem besten Bauteilentwurf un-
ter Berücksichtigung bestimmter Entwurfskriterien verstanden. Ein bester Bauteilentwurf kann sich
durch strukturmechanische Eigenschaften wie z. B. durch eine maximale Steifigkeit, eine größtmögliche
Bruchlast oder auch durch eine maximale erste Eigenfrequenz bei gleichzeitig minimaler Strukturmasse
auszeichnen [104, 105, 6]. Die zu verbessernden mechanischen Eigenschaften wird durch die Zielfunktion
f(x) bzw. im Falle mehrerer Eigenschaften als Zielfunktionsvektor f(x) beschrieben. Der Entwurfvaria-
blenvektor x definiert die Konstruktionsgrößen, welche sich während der Optimierung innerhalb einer
unteren und einer oberen Grenze xu und xo bewegen dürfen. Entwurfsvariablen können durch Geometrie-
und Dimensionsgrößen oder auch durch Materialparameter beschrieben werden. Damit die Zielfunktion
innerhalb eines technischen bzw. physikalisch sinvollen Rahmens bleibt, müssen Nebenbedingungen
als Entwurfskriterien eingeführt werden. Diese können etwa durch zulässige Maximalspannungen oder
maximale Verschiebungsgrößen vorgegeben werden. So wird aus einem unbeschränkten Optimierungs-
problem ein beschränktes. Die Restriktionen können in Gleichheitsnebenbedingungen mit h(x) = 0 und
Ungleichheitsnebenbedingungen mit g(x) ≤ 0 unterschieden werden. Unter der Voraussetzung, dass
sich das Optimierungsproblem mit Hilfe einer mathematischen Funktion beschreiben lässt, kann die
Zielfunktion mit Hilfe einer Minimierungsaufgabe geschrieben werden als:
min
x∈X
{f(x)|h(x) = 0, g(x) ≤ 0} ; (3.1)
mit
X = {x ∈ Rn|xu ≤ x ≤ xo} . (3.2)
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Darüber hinaus gelten folgende Beziehungen:
f Zielfunktionsvektor,
x Vektor der Entwurfsvariablen aus dem Entwurfsraum X,
h Vektor der Gleichheitsrestriktionen,
g Vektor der Ungleichheitsrestriktionen,
xu, xo Untere und obere Grenze des Entwurfsraums,
R
n n − dimensionaler Entwurfsraum.
Es bietet sich an, die Optimierungsaufgabe in einzelne Teilbereiche zu untergliedern. Ein Ansatz
eines Drei-Säulen-Konzepts wird von Eschenauer und Schnell [106] vorgestellt und von Hansel
[104] aufgegriffen. Hierbei wird eine Unterteilung des Problems in die drei Säulen Strukturmodell,
Optimierungsmodell und Optimierungsalgorithmus geliefert. In den Arbeiten von Schwarz [107]
und Maute [6] wird eine Unterteilung des Optimierungsproblems in Form eines Struktogramms
vorgeschlagen. Hierbei werden die Begriffe Analysemodell, Entwurfsmodell und Optimierungsmodell
durch Interaktionspfeile mit einander verbunden. Im Rahmen dieser Arbeit wird ein leicht modifiziertes
Flussdiagramm nach Eschenauer [108] und Schumacher [105] zur allgemeinen Veranschaulichung
einer Optimierungsschleife gewählt (Abb. 3.1). Anhand dieser Modellvorstellung lässt sich leicht
überprüfen, in wie weit eine Optimierungsstrategie tatsächlich zu einem optimalem Strukturbauteil
führen kann. Das Optimierungsmodell, in der Abbildung. 3.1 nicht dargestellt, stellt eine abstrakte
Abb. 3.1: Elemente einer Optimierungsschleife
Beschreibung des Optimierungsproblems dar und wird durch die Wahl des Entwurfsmodells, des
Auswertemodells und der Optimierungsstrategie beschrieben. Durch Wahl einer Optimierungsstrategie
kann eine Reduktion der komplexen Optimierungsaufgabe in einfache Ersatzprobleme vorgenommen
werden. Das Entwurfsmodell beschreibt den Strukturaufbau in Abhängigkeit von mathematischen
Entwurfsparametern bzw. -variablen. Solche Entwurfsparameter können physikalisch als kontinuierliche
oder diskrete Größen der Bauteildimension, der topologischen Beschreibung oder, am Beispiel eines
variabelaxialen FKV-Materials, auch als lokale Materialorientierung definiert werden. Zu Beginn der
Optimierungsschleife wird ein Startentwurf mit zufälligen oder gezielt gewählten Entwurfsvariablen
festgelegt, welche sich aber bereits innerhalb der Grenzen des Entwurfsraums befinden sollten.
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Mit Hilfe des Auswertemodells erfolgt die Kopplung zwischen Analysemodell und Optimierungsalgo-
rithmus. Das Auswertemodell beinhaltet die Zielfunktion und die notwendigen Restriktionsfunktionen.
Hierzu müssen durch das Analysemodell entsprechende interpretierbare Zahlenwerte einer strukturme-
chanischen Berechnung bereitgestellt werden, mit denen Ziel- und Restriktionsfunktionen ausgewertet
werden können. Solche Werte können z. B. Verschiebungen an definierten Bauteilpunkten, Verzerrungs-
bzw. Spannungszustände oder Eigenfrequenzen sein.
Das Analysemodell wiederum muss parametrisch sein und auf Basis der im Entwurfsmodell definier-
ten Designparamter verändert werden können. Für die meisten strukturmechanischen Probleme ist
eine analytische Beschreibung nur schwer oder nicht möglich. Eine häufig verwendete Methode zur
Strukturberechnung ist die Finite Elemente Analyse. Da dieses numerische Verfahren heutzutage ein
Standardwerkzeug im Ingenieuralltag ist und bereits ausreichend dokumentiert wurde [8, 37], wird
auf eine detailierte Beschreibung an dieser Stelle verzichtet. Es sei aber darauf hingewiesen, dass die
Qualität der Ergebnisse einer FEA u. a. stark vom eingesetzten Elementierungstyp abhängt. Hierbei
ist zu beachten, dass bei Einsatz komplexer Elementtypen z. B. 3D-Volumenelemente im Vergleich zu
Balken oder 2D-Schalenelemente, der Berechnungsaufwand stark ansteigen kann.
Mit Hilfe des Optimierungsalgorithmus werden iterativ durch die vom Optimierungsmodell bereit
gestellten Informationen das Optimum berechnent. Ein Optimierungsalgorithmus ist ein mathematisches
Verfahren zur Minimierung einer Zielfunktion unter Berücksichtigung von Restriktionen. Die Wahl eines
geeigneten Optimierungsalgorithmus hängt stark vom Optimierungsproblem ab. Beispielhaft und ohne
Anspruch auf Vollständigkeit seien hier einige Optimierungsalgorithmen vorgestellt.
Optimierungsalgorithmen, die auf Basis einer Mathematischen Programmierung (MP) funktionieren, lö-
sen das Optimierungsproblem unabhängig von der Entwurfsaufgabe auf einer mathematischen abstrakten
Ebene. Für kontinuierliche Optimierungsaufgaben kommen typischerweise Gradienten-, Barriereverfah-
ren oder Verfahren mit Straffunktion zum Einsatz [6]. Restringierte Optimierungsprobleme, deren Ziel-
und Restriktionsfunktionen analytisch beschrieben werden können, können u. a. mittels Lagrangsche-
oder Dualen Verfahren oder auch mittels Sequentieller Quadratischer Programmierung (SQP) gelöst
werden. Eine ausführliche Beschreibung von Verfahren der MP liefern Bletzinger [109] und Schuma-
cher [105]. Verfahren der MP lassen sich in der Regel auf eine Vielzahl von Optimierungsproblemen
anwenden, solange sich diese mittels mathematischer Approximation darstellen lassen. Dies ist gleich-
zeitig ihr größter Nachteil, wenn z. B. diskrete Optimierungsprobleme vorliegen und die Ermittlung von
Gradienten nicht mehr möglich ist. Zudem sind Verfahren der MP meist nur bei einer geringen Anzahl
von Entwurfsvariablen praktikabel.
Anders als Verfahren der MP sind Optimalitätskriterien (OC) nicht für allgemeine Optimierungsauf-
gaben einsetzbar. Stattdessen werden bei den OC von vornherein Bedingungen formuliert, die das zu
erwartende Optimum definieren. Mit Hilfe eines einfachen rekursiven Iterationschemas wird sich dabei
dem als Optimum postulieren Zustand genähert. Es lassen sich aber für reale Optimierungsprobleme
nur selten entsprechende rekursive Formulierungen treffen. Gelingt dies, zeichnen sich OC-Verfahren
durch eine hohe numerische Effizenz und Robustheit aus. Da die OC nahezu unabhängig von der
Anzahl der Designvariablen sind, kommen sie beispielsweise bei Topologieoptimierungsproblemen mit
Designvariablen > 500 zum Einsatz. Begünstigend für den Einsatz von OC ist dabei auch, dass diese
Optimierungsprobleme nur eine geringe Anzahl an Nebenbedingungen besitzen. Ebesno günstig ist,
dass OC weitestgehend unabhängig vom Startentwurf funktionieren. Bei den OC können mathematisch
und physikalisch motivierte Verfahren unterschieden werden [6]. Das wohl bekannteste physikalisch
motivierte OC ist das Fully Stress Design (FSD). Hierbei wird ein Bauteil als masseminimal definiert,
wenn in mindestens einem Belastungszustand alle Bauteilelemente die gleiche maximale Beanspru-
chung (Spannung) aufweisen. Da reale Bauteile häufig jedoch entsprechend mehrerer Lastfälle oder
bzgl. multidisziplinären Entwurfskriterieren zu gestalten sind, ist die OC-Methodik umstritten [110].
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Besonders physikalisch motivierte OC können nur Näherungslösungen liefern, da nicht sicher gestellt
werden kann, ob die gefundene Lösung wirklich einem Optimum entspricht [111]. Dennoch bieten sie für
eine Reihe von speziellen Problemstellungen, wie etwa der Optimierung von Stabtragwerken, schnelle
Lösungsansätze [112, 113, 114]. Der Ansatz mathematischer OC basiert auf dem direkten Lösen der
sogenannten Kuhn-Tucker-Bedingungen. So wird die Rekursformel beispielsweise auf Basis der ersten
Kuhn-Tucker-Bedingung abgeleitet [6].
Eine Kombination beider Vorteile von OC- und MP-Methoden bilden die sogenannten Approximations-
methoden. Dabei werden zur schnelleren Funktionsauswertung und zur Verringerung der Komplexität
des Optimierungsproblems die Zielfunktion und die Nebenbedingung durch Approximationsfunktionen
ersetzt. Ein bekanntes Verfahren, welches auf einer solchen lokalen Approximationsmethode basiert, ist
das Verfahren der bewegten Asymptoten (engl. Method of Moving Asymptotes, MMA), welches von
Svanberg [115] entwickelt wurde. Das MMA-Verfahren stellte zudem eine Sonderform der Sequentiellen
Convexen Programmierung (SCP) von Fleury & Braibant [116] dar, bei welchem die Zielfunktion
und Nebenbedingungen sequentiell konvex linearisiert werden [107].
Evolutionäre Algorithmen (EA) sind Optimierungsalgorithmen, die das Prinzip der biologischen Evolu-
tion nachbilden [117, 118, 105, 104]. Bei den EA wird nicht von nur einem Startentwurf ausgegangen,
sondern von einer Vielzahl zufällig gewählter Strukturvarianten. Durch Anwendung verschiedener
Operatoren werden die Startentwürfe (Elternpopulation) verändert und neue Entwürfe (Kinderpopula-
tion) gebildet. Nach Bewertung der Kinderpopulation hinsichtlich bevorzugter Auslegungsvarianten
werden diese selektiert und als Grundlage für die nächste Population verwendet. Bei den EA gibt
es verschiedene Varianten, wie etwa die Evolutionstrategien (ES) und die Genetischen Algorithmen
(GA), welche sich vorangig in der Kodierung der Entwurfsvariablen unterscheiden [118, 105]. Da diese
Verfahren ableitungsfrei arbeiten, sind sie besonders für die Bearbeitung diskontinuierlicher Entwurfs-
räume geeignet. Im Falle der ES können aufgrund der reellwertigen Kodierung sogar Entwurfsräume
mit kontinuierlichen Variablen berücksichtigt werden. Ein der ES nahe stehendes Verfahren ist das
Verfahren der Differentiellen Evolution (DE). Bei diesem Verfahren werden die Kinderpopulationen
nicht mehr nur auf Basis einer zufälligen Mutation bzw. Rekombination gebildet. Vielmehr werden
mit Hilfe der Eltern- und Kindpopulationen Differenzenvektoren gebildet, die ausschlaggebend für
die weitere Veränderung der einzelnen Varianten sind. Die DE bildet einen Übergang von den EA
zu den Verfahren der MP dar und eignet sich besonders für das auffinden lokaler Extrema und bei
nichtkonvexen kontinuierlichen Problemstellungen [118]. Ein Vorteil der EA ist, dass sie in der Lage sind
lokale Extrema zu überspringen sowie zuverlässig ein globales Optimum zu finden. Ein großer Nachteil
der EA ist der hohe Rechenaufwand, der an der großen Anzahl an zu analysierenden Strukturvarianten
liegt. Hierbei ist vor allem eine sehr große Anzahl von Entwurfsvariablen nachteilig, da diese eine
Unmenge an möglichen Kombinationsmöglichkeiten und somit sehr große Eltern- bzw. Kindpopolationen
zur Folge hätten, die alle berechnet und bewertet werden müssen.
Ebenfalls sehr rechenintensiv in der Anwendung sind rein Stochastische Suchstrategien wie z. B. die
Monte-Carlo-Simulation. Auch dieses Verfahren ist in der Lage, lokale Optima zu überspringen und
robust globale Optima zu finden. Mittels zufällig gewählter Werte für die Entwurfsvariablen werden Ziel-
und Restriktionsfunktionen ausgewertet. In der Umgebung des besten Entwurfs wird ein weiterer Satz
zufällig generierter Entwürfe ausgewertet. Eine besondere Schwierigkeit stellt hierbei die Quantifizierung
und somit die Bewertung der Ergebnisse dar [105]. In der Strukturoptimierung spielen rein Stochastische
Suchstrategien bisher nur eine eine untergeordnete Rolle [107].
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3.2 Grundlagen masseminimaler Tragwerkstrukturen
Als Grundlage für die Auslegung masseminimaler Strukturen mit größtmöglicher Steifigkeit werden die
Arbeiten von Maxwell [119] und Michell [120] angesehen [104, 33]. Von Maxwell wurde gezeigt,
dass für masseminimale Strukturen mit einer statisch bestimmten Lagerung, die entweder nur Zug- oder
Druckkräfte aufnehmen und damit ungemischten Typs sind, das Spannungsvolumen minimiert werden
muss und dabei der Strukturaufwand unabhängig von einem definierten Kraftpfad ist. Michells
erweiterte Entwurfstheorie basiert auf gemischten Strukturen, unter welchen Tragwerkstrukturen
verstanden werden, die aus Zug- und Druckgliedern aufgebaut sind. Der Entwurf masseminimaler
Strukturen mit größtmöglicher Steifigkeit geschieht dabei unter Einhaltung zulässiger Spannungen,
jedoch ohne Berücksichtigung von Stabilitätsproblemen. Durch Michell werden erstmals Bedingungen
für optimale Kraftpfade angegeben, denen masseminimale Strukturen genügen müssen. In einem
zweidimensionalem Dimensionsraum werden dazu unendlich viele Zug- und Druckstäbe orthogonal
zueinander in Trajektorienform angeordnet. Der optimale Verlauf der Trajektorien wird in einem
kontinuierlich belegbaren Feld als System von orthogonalen Hauptdehnungstrajektorien dargestellt. In
Zeiten ohne rechnergestützte numerische Verfahren konnten die entsprechenden Hauptdehnungsfelder
nur anhand analytischer bzw. graphischer Verfahren für ausgewählte Problemstellungen bestimmt
werden. Ein bekanntes Beispiel ist der einseitig eingespannte Kragträger unter einzelner Last (Abb.
3.2). Dieses und andere Beispiele nach Michell werden stets als Referenzlösungen für neuartige
Optimierungsstrategien bei der Topologie-, aber auch der Materialoptimierung herangezogen [121, 122,
123].
F
Abb. 3.2: Michell-Struktur für einen einseitig belasteten Kragträger
Derartige Michell-Strukturen weisen nicht nur eine Struktur minimaler Masse auf, sondern besitzen
zudem noch die höchste Steifigkeit aufgrund der Minimierung realer äußerer und innerer Arbeit.
Strukturen, die einen solchen Kraftpfadverlauf aufweisen, sind Einzelzweckstrukturen, da sie nur für
einen definierten Lastfall ausgelegt wurden. Daher müssen bei der Anwendung der Entwurfstheorie
nach Michell stets die Lasten in Betrag und Richtung sowie die Lastangriffspunkte vorgegeben sein.
Eine ausführliche Herleitung optimaler Dehnungsfelder sowohl nach Maxwell als auch nach Michell
wurde von Wiedemann [33] vorgelegt. Von ihm werden die so erzielten Trajektorienverläufe darüber
hinaus auch als Kraftpfade bezeichnet, er begrenzt deren Gültigkeit aber auf ebene bzw. räumliche Stab-
und Netzwerksstrukturen mit einachsig tragenden Elementen, jedoch ebenfalls ohne Berücksichtigung
von Stabilitätsproblemen.
Durch Arbeiten von Cox [124], Hemp [125, 126], Dorn et al. [127] und Banichuk [128] wurden die
bis dato nicht weiter beachteten Ideen vom Michell aufgegriffen bzw. erweitert. Ausführlich wurden
die Arbeiten später von Rozvany [114, 129, 130] und Bendsøe [123] zusammengefasst. Vor allem
bei der Auslegung und Optimierung der Topologie von Stabtragwerken spielten die so entwickelten
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Entwurfstheorien eine wesentliche Rolle.
3.3 Materialoptimierung variabelaxialer Faser-Kunststoff-Verbunde
Eine Möglichkeit zur beanspruchungsgerechten Auslegung von FKV-Bauteilen mit variabelaxialer Faser-
orientierung besteht durch die Anwendung von Methoden zur Materialoptimierung. Im Folgenden wird
neben einer grundlegenden Definition des Begriffs eine Übersicht über aktuelle Ansätze zur Materialop-
timierung gegeben. Nach [131] sind Materialoptimierungsprobleme mechanische Anwendungsprobleme,
bei denen der Zustand eines elastischen Körpers im Gleichgewicht durch eine lineare Approximation des
Modells der Elastizitätstheorie beschrieben wird. Anders ausgedrückt, kann darunter eine Anpassung
der Materialeigenschaften, beispielsweise der Elastizitätseigenschaften, bzgl. des im Bauteil vorliegenden
Beanspruchungszustand verstanden werden. Die Modifikation der Materialeigenschaften beschränkt sich
dabei auf einen bereits vorgegebenen Designraum. Zielstellungen können hierbei u. a. eine Erhöhung
der statischen oder dynamischen Versagenslast bzw. der Bauteillebensdauer sein. Bei der strukturme-
chanischen Auslegung von Bauteilen mit isotropen Werkstoffen, wie z. B. Leichtmetalllegierungen oder
Kunststoffen, kann eine Materialanpassung nur in sehr bergrenztem Maße vorgenommen werden. Neben
einer Substitution durch Materialien höherer Steifigkeit oder Festigkeit können auch Veredlungsprozesse,
wie z. B. eine gezielte Gefügeänderung durch Härtungsverfahren bei Metallen, darunter gefasst werden.
In der Regel basiert die Materialanpassung hierbei auf Erfahrungenswerten sowie einer ingeniertechnisch
geprägten Auslegung. Aufgrund der wenigen diskreten Kenngrößen bedarf es in der Regel keinen
gesonderten Optimierungsprozess.
Komplexer gestaltet sich eine Materialanpassung bei Auslegungsprozessen mit anisotropen Materialien,
wie Faser-Kunststoff-Verbunde oder biologischen Materialien wie Holz. Der zusätzliche Freiheitsgrad
richtungsabhängiger Materialeigenschaften bietet Konstrukteuren neue Möglichkeiten bei der Bautei-
lauslegung, stellt sie aber gleichzeitig auch vor neue, komplexe Herausforderungen. Hierzu müssen
zum einen gesicherte Kenntnisse über die physikalischen bzw. herstellungsprozessspezifischen Ma-
terialeigenschaften verfügbar sein und angeeignet werden, sowie verifizierte Berechnungsmethoden
als Auslegungsgrundlage zur Verfügung stehen. Aufgrund der systematischen Weiterentwicklung von
FKV seit etwa Mitte des 20. Jahrhunderts besteht heutzutage bereits eine gute Datenbasis bzgl. der
Materialeigenschaften sowohl für die einzelnen Verbundkomponten als auch den daraus gebildeten
Werkstoffverbunden. Für die Auslegung von FKV-Bauteilen mit multiaxialem Lagenaufbau (siehe Ab-
schnitt 2.2.1) stehen Berechungsverfahren, wie die Klassische Laminattheorie (CLT) zur Beschreibung
der Elastizitäten, des Materialverbunds und Versagenskriterien zur Berechnung zulässiger Bauteilbe-
anspruchungen zur Verfügung [40, 47, 18, 14]. Eine Materialoptimierung multiaxialer Laminate kann
bei gegebenen Verbundkomponenten (Matrixmaterial und Verstärkungsfaser) beispielsweise anhand
der Parameter Faservolumengehalt, Lagenorientierung, Lagendicke, Lagenanzahl sowie der Stapelrei-
henfolge vorgenommen werden [121]. Aufgrund zum Teil nur diskret änderbarer Parameter, durch
beispielsweise vorgegebene Faserorientierungen und -dicken bei textilen Halbzeugen, wie Geweben
oder Gelegen, ist die Möglichkeit zur Materialanpassung bzw. -optimierung begrenzt. Neben einer
iterativen manuellen Anpassungen dieser Parameter bei der Auslegung multiaxialer FKV-Laminate
kommen aber auch Optimierungstools mit dem Ziel masseminimaler Leichtbaustrukturen zum Einsatz
[132, 133, 118, 134, 135], besonders wenn komplexe Randbedingungen, wie etwa die Einwirkung mehrerer
Lastfälle zu berücksichtigen sind.
Besteht darüber hinaus noch die Möglichkeit FVK-Strukturen nicht nur durch Schichtung von Lagen
mit unidirektionalen Verstärkungsfäden, sondern durch eine gezielte variabelaxiale Ablage zu bilden
(siehe Abschnitt 2.2.2), ist es nahezu unmöglich allein aufbauend auf ingenieurmäßigen Erfahrungen und
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ohne computergestützte Optimierungsverfahren Bauteile auszulegen, die die spezifischen Eigenschaften
der eingesetzten Verstärkungsfasern optimal ausnutzen und beispielsweise so eine maximale Steifigkeit
bzw. Festigkeit bei minimaler Masse besitzen. In Abbildung 3.3 sind nach Hansel [104] die prinzipiell
möglichen Variationsparameter von multiaxialen und variabelaxialen FVK-Strukturen dargestellt.
Bei variabelaxialen Strukturen muss neben einem lokal variablen Faserwinkel noch eine ebenso lokal
unterschiedliche Dickenverteilung beachtet werden. Diese Dicke ist unter Verwendung eines endlosen
Fadenmaterials aber nicht direkt frei wählbar, sondern hängt verfahrensbedingt von der lokalen
Fadendichte, d.h. dem örtlichen Abstand der variabelaxialen Fadenverläufe ab.




Grundgedanke der Hauptspannungsoptimierung ist es, Verstärkungsfasern in FKV-Bauteilen ent-
sprechend den lokal vorliegenden Hauptspannungsrichtungen zu orientieren. Wie auch bei anderen
Materialoptimierungprozessen, beschränkt sich auch die Hauptspannungsoptimierung auf eine Anpas-
sung definierter Materialeigenschaften innerhalb eines vorgegebenen Bauteilvolumens. Eine Änderung
der bestehenden Bauteilform ist somit nicht Ziel dieser Optimierungsstrategie. Für die Berechnung
der Hauptdehnungen bzw. Hauptspannungen innerhalb eines beliebigen Strukturenvolumens können
heutzutage numerische Methoden wie die FEA eingesetzt werden. Wie bereits in Abschnitt 2.1.3
gezeigt wurde, fallen unter Annahme isotroper Materialeigenschaften die Hauptdehnungs- und Haupt-
spannungsrichtungen in einer Hauptbeanspruchungsrichtung zusammen. Adäquat zum Vorgehen von
Michell [120] besteht die Vorstellung masseminimale Bauteile mit größtmöglichen Steifigkeits- und
Festigkeitseigenschaften dadurch zu erzielen, dass anisotropes unidirektionales FKV-Material örtlich
variabelaxial entlang der Richtung der höchsten Bauteilbeanspruchung orientiert wird. Somit soll
erreicht werden, dass die von außen auf ein Bauteil einwirkenden Lasten ausschließlich durch die Ver-
stärkungsfäden aufgenommen und übertragen werden und das Matrixmaterial nur gering beansprucht
wird. Hierbei ist es besonders wichtig die Verstärkungsfäden möglichst parallel zur berechneten lokalen
Beanspruchungsrichtung zu orientieren. Die starke Winkelabhängigkeit zwischen Belastungsrichtung und
Faserorientierung auf die linear elastische Steifigkeit einer unidirektionalen CFK-Schicht ist in Abbildung
3.4 dargestellt. Der verwendete E-Modul in Lastrichtung wurde dabei auf den maximal auftretenden
Wert bei Θ ≈ 0° normiert. Aufgrund der deutlich geringeren Steifigkeit der Kunststoffmatrix (z. B.
Epoxidharz) im Vergleich zu den faserparallelen Materialeigenschaften der Kohlenstofffaser kommt es
bereits bei einer Abweichung von Θ ≈ 11° zwischen Faserorientierung und Belastungsrichtung zu einer
Halbierung der Steifigkeit des Verbundmaterials. Durch Heyer et al. [136, 137, 138] wurde bereits
1987 mittels FEA eine numerische Untersuchung zur variabelaxialen Orientierung von FKV-Material
durchgeführt. Gegenstand der FE-Simulationen waren open-hole Strukturen, d.h. ebene Zugscheiben
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Abb. 3.4: Relative Steifigkeit (E-Modul in Belastungsrichtung) einer unidirektionalen CFK-Schicht in
Abhängigkeit des Faserwinkels
mit einem definierten Kreisloch. Ausgehend von Schalenelementen mit konstanter Dicke und isotro-
pen Materialeigenschaften zur initialen Hauptspannungsberechnung wurden jedem Schalenelement
transversalisotrope Eigenschaften zugewiesen. Dabei werden, wie in Abbildung 3.5 dargestellt, die
Elementkoordinatensysteme jedes finiten Elements so angepasst, dass die Materialhauptrichtung φ,
d.h. die Richtung der größten Steifigkeit, gleich der berechneten ersten Hauptspannungsrichtung α1
entspricht (vgl. Gleichung (2.34)). Grundgedanke des iterativen Vorgehens ist, dass sich duch das
Einsetzen anisotroper Materialeigenschaften die Hauptrichtung des Steifigkeitstensors in jedem Ele-
ment ändert und eine Übereinstimmung zwischen Hauptspannungsrichtung und Elementhauptrichtung
nur iterativ erfolgen kann. Der iterative Prozess wird solange durchgeführt, bis das vorgeschlagene
Abb. 3.5: Definition des ersten Hauptspannungswinkels α1 und des Winkels der Elementhauptrichtung





erreicht ist. An dem vorgestellten Beispiel der open-hole Zugscheibe waren hiefür vier bis fünf Itera-
tionen notwendig. Vor allem aufgrund der hohen Anzahl an Designvariablen, welche proportional zur
Elementanzahl ist, bietet sich der Einsatz eines iterativen Optimalitätskriteriums an. Gleichzeitig wurde
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aber auch angemerkt, dass sich die Elementwinkel am Ende des Iterationszyklus nur unwesentlich von
den initialen mit isotropem Material berechneten Hauptspannungsrichtungen unterscheiden.
Durch Mattheck [139] und Kriechbaum [140, 141] wurde dem OC ein entsprechendes biologisches
Vorbild am Beispiel des Baumwachstums zugeordnet. So orientieren Bäume die Holzfasern entsprechend
der Hauptbeanspruchungsrichtung um größtmögliche Festigkeit und Steifigkeit im Stamm und den Ästen
zu erreichen. Das von Kriechbaum vorgestellte Optimierungsprogramm Computer Aided Internal
Optimisation (CAIO) basiert auf dem gleichen Grundprinzip der Anwendung eines ebenen Hauptspan-
nungskriteriums, wie es bereits von Hyer et al. präsentiert wurde. Jedoch wird als Konvergenzkriterium
direkt die Minimierung der elementweisen Schubspannung herangezogen. Unterschreitet die auf den
Ausgangswert normierte maximale Schubspannung aller Elemente eine zuvor definierte Größe, gilt die
Optimalität als erreicht und die Iteration wird abgebrochen. In den Anwendungsbeispielen reichten
hierbei ebenfalls drei bis fünf Zyklen, wobei eine Reduktion der Schubspannung im Vergleich zur
Ausgangsrechnung von etwa 95% erreicht wurde. Eine kommerzielle Anwendung des CAIO-Algorithmus
für die FE-Software ABAQUS wurde mit dem Programm CAIOShell von Moldenhauer [142] ent-
wickelt. Als Referenzbeispiele dienen sowohl eine open-hole Zugscheibe, ein Omega-Flugzeugspant
und ein Schiffsrumpf. Wesentlicher Bestandteil der Software ist die Ableitung der Faserverläufe aus-
gehend von einem berechneten Hautspannungsvektorfeld. Eine Erweiterung des CAIO-Algorithmus
für dreidimensionale Strukturen wurde von Reuchel [143, 144, 145] vorgenommen. Die Berechnung
der räumlichen Hauptspannungsgrößen erfolgt hierbei nach Gleichung (2.11) in Abschnitt 2.1.3. Die
Grundidee ist dabei, Baumstrukturen bzgl. ihres mechanischen Verhaltens nachzurechnen bzw. in
einer technischen Anwendung ein Kontinuum durch Verstärkungsfäden entlang von Raumkurven zu
verstärken. Die Untersuchungen beschränkten sich aber auf theoretische Betrachtungen, da bis dato
keine Technologie zur Verfügung steht, mit der eine räumlich freie Platzierung von Verstärkungsfäden
realisiert werden kann. Dafür untersuchte Reuschel [145] auch mittels TFP-Technologie hergestell-
te open-hole Zugnscheiben. Weitere praktische Umsetzungen des Hauptspannungskriteriums mittels
TFP-Technologie wurden an open-hole Zugscheiben aus glasfaserverstärkten Kunststoff (GFK) von
Crothers et al. [67, 65] sowie von Spickenheuer et al. [146] an CFK-Proben durchgeführt. So konnte
eine Steigerung der spezifischen Festigkeit an open-hole Proben mit einem hauptspannungsoptimierten
Faserverlauf von bis zu 45% gegenüber einem quasiisotropen multiaxialen Referenzlaminat gezeigt
werden. Von Hyer and Charette [138] wurden hauptspannungsoptimierte open-hole Zugscheiben
sowohl hinsichtlich ihrer maximalen Versagenslast als auch bzgl. ihrer Beullast hin untersucht. Anhand
numerischer Untersuchungen wiesen variabelaxiale Strukturen zwar eine bis zu 89% höhere Zuglast,
aber gleichzeitig auch eine bis zu 45% niedrigere Beullast als vergleichbare Laminatquerschnitte mit
quasiisotropem Lagenaufbau auf.
Für experimentell untersuchte Bolzenzugproben [67] konnten mit einem Hauptspannungsfaserlayout
eine Verbesserung von bis zu 55% gegenüber einem multiaxialen Referenzlaminat erreicht werden. Von
Tosh et al. [147] wurden open-hole bzw. Bolzenzugproben mittels manuell abgelegtem Prepreg-Material
hergestellt und bzgl. ihrer Versagenslast getestet. Dabei wurden sowohl verschiedene Hauptspannungs-
muster sowie deren Interpretationsmöglichkeiten als auch das Lastpfad-Verfahren (siehe Abschnitt
3.3.2) diskutiert und angewendet. Besonders hohe spezifische Festigkeitsverbesserungen mit bis zu 55%
gegebüber einem multiaxialem quasiisotropen Referenzlaminat konnten an open-hole CFK-Proben
mit einer Kombination von multiaxialem Basislaminat und einem hauptspannungsorientierten Faser-
layout erreicht werden. Für Bolzenzugproben konnte sogar eine Verbesserung der Festigkeit von bis
zu 85% mit einem beide Hauptspannungen berücksichtigenden Faserlayout auf einem multiaxialen
Basislaminat erreicht werden. In Abhängigkeit des Bewertungskriteriums konnte von Li et al. [148] bei
CFK-Bolzenzugproben, die mittels händischer Prepreg-Ablage gefertigt wurden, eine Erhöhung der
maximalen Bruchlast von 169% und mit Bezug auf die Lochleibungsfestigkeit eine Verbesserung von
36% erreicht werden.
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Mit Hinblick auf eine Steifigkeitsverbesserung wurden von Tosh at al. [149] am Beispiel eines biegebe-
lasteten C-förmigen Spantes verschiedene Faserlayouts untersucht, u. a. auch hauptspannungsbasierte
variabelaxiale Strukturen. Gegenüber einem aus multiaxialem quasiisotropen CFK-Material hergestell-
ten Prüfkörper konnte eine massespezifische Steifigkeitsverbesserung von bis zu 165% erreicht werden.
Es wird zudem explizit darauf hingewiesen, dass das Bauteil mit seinem komplexen Hauptspannungs-
layout aufgrund der nicht beschreibbaren Dickenkonturierung und somit lokalen unterschiedlichen
Steifigkeitsverteilung nicht adäquat für eine FEA modelliert werden kann. Ein ebenfalls biegebelastetes
CFK-Omega-Spantprofil wurde im Rahmen des BMBF-Projekts BIOTEX [58] u. a. mittels TFP-
Verfahren mit einem hauptspannungsoptimierten Design hergestellt und geprüft. Im Vergleich zu einem
Spantprofil mit quasiisotropen MAG konnte eine massespezifische Steifigkeitsverbesserung von ca. 34%
erreicht werden. Eine Bauteilsimulation auf Basis des variabeaxialen Faserlayouts konnte ebenfalls nicht
durchgeführt werden.
Weitere Versuche das 2D-Hauptspannungskriterium direkt zur praktischen Auslegung einer durch meh-
rere Lastfälle beanspruchten Höhenleitwerksschwinge für den Airbus A340 anzuwenden [150, 151, 152],
scheiterten an der Tatsache, dass die Anwendung des Hauptspannungskriteriums zu Einzelzweckstruktu-
ren führt. Die hierfür entwickelte names TACO (Tailored Composite Design Code) bietet Schnittstellen
zur FEA-Software Nastran/Patran . Aufgrund des verwendeten Optimalitätskriteriums ergibt sich für
jeden einzelnen Lastfall ein separates Hauptspannungsmuster. Dabei führte weder eine Superponierung
der Lastfälle noch der erhaltenen variabelaxialen Faserverlaufsmuster zu einem allgemeingültigen, alle
Lastfälle berücksichtigenden, Trajektorienmuster. In der Konsequenz wurde stattdessen, in Anlehnung
an den Hauptspannungszustand des dominanten Lastfalls, ein manuell generiertes Linienmuster mit
äquidistanten Linenabständen umgesetzt.
Durch Gliesche [121] werden neben den isotrop berechneten Hauptspannungswinkeln zur qualitativen
Auslegung variabalaxialer FKV-Strukturen auch die Verwendung der örtlichen Hauptspannungengrößen
als Auslegungskriterium mit vorgeschlagen. Hierzu soll eine dem isotrop berechneten Hauptspannungsbe-
trag proportionale Anpassung des FKV-Strukturquerschnitts erfolgen. Eine experimentelle Umsetzung
des Ansatzes wurde am Beispiel einer druckbelasteten Scheibe mittels händisch platzierter gekrümmter
Rovings aus Kohlennstofffasern versucht. Als problematisch wird aber die in diesem Zusammenhang
nicht berücksichtigte Strukturstabilität sowie die technologische Umsetzung eingeschätzt. So würden
Spannungsspitzen z. B. an Lasteinleitungspunkten zu einer notwendigerweise starken lokalen Aufdickung
führen, die allein durch die kontinuierliche Verlegung von Verstärkungsfäden entlang der Hauptspan-
nungstrajektorien nicht erzielt werden könnte. Eine lokal begrenzte Aufdopplung von Verstärkungsfäden
wäre die Folge. Die Lastübertragung in die darunter liegenden FKV-Schichten könnte hierbei nur durch
Schubbeanspruchung des Matrixmaterials erfolgen.
Die theoretische Umsetzung eines entsprechendes Ansatzes wurde von Fukunaga et al. [153] vor-
gestellt. Ausgehend von biaxialen Laminaten mit konstanter Dicke und einer [0/90] bzw. [+45/-45]
Faserorientieurng wurde eine OC basierte Anpassung sowohl der Elementorientierung, entsprechend
den Hauptspannungsrichtungen, als auch der Lagendicken, entsprechend den Hauptspannungsbeträgen,
durchgeführt. Demonstriert wurde das Vorgehen an ebenen Scheiben unter Zug- bzw. Biegebeanspru-
chung. Die Ergebnisse führen dabei nicht mehr zu zwangsfläufig durchgehenden Faserverläufen, da in
niedrig beanspruchten Strukturbereichen die Laminatedicke auf quasi Null gesetzt wird. Die dadurch
entstehenden Strukturvorschläge ähneln somit stark Ergebnissen einer Topologieoptimierung. Eine
praktische Umsetzung der theoretisch ermittelten Strukturen, die eine lokal unstetige Faserablage
anisotropen FKV-Materials zur Folge hätte, wird jedoch nicht diskutiert.
Ein weiterer Ansatz zur optimalen Orientierung anisotropen Materials im ebenen Spannungszustand
wurde von Pederson [154] vorgestellt. Grundgedanke ist dabei, dass bei einem optimalen Faser-
orientierungswinkel ein Minimum in der Energiedichte der elastischen Dehnung erreicht wird und
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mittels eines auf Invarianten basierenden einheitenlosen Materialparameters sowie dem Verhältnis der
beiden lokal auftretenden Hauptdehnungsgrößen bestimmt werden kann. In späteren Untersuchungen
wurde der Ansatz für die theoretische Auslegung variabelaxialer orthotroper Strukturen mittels FEA
weiterentwickelt [155, 156, 157, 158]. Für den notwendigen Optimierungsprozess, bei der die Faserori-
entierung den als optimal berechneten Winkel angepasst wird, wird auf ein iteratives OC-basiertes
Vorgehen mittels Hauptspannungsoptimierung zurückgegriffen. Darüber hinaus wird ebenfalls anhand
einer Sensitivitätsbetrachtung über die elastische Energie jedes Elements eine lokale Dickenanpassung
vorgeschlagen. Fertigungstechnische Aspekte werden bei diesem Vorgehen jedoch außer Acht gelassen.
Ebenfalls von Pederson [159] wurden Untersuchungen hinsichtlich eines optimalen Designs im ebenen
und räumlichen Kontinuum unter Berücksichtigung eines anisotropen nichtlinearen Materials vorgelegt.
Auch von Platts und Jones [122, 160] wird eine kombinierte variabelaxiale Optimierung von lokal
angepassten Faserwinkeln und adaptierter Dicke der Faserlagen vorgeschlagen. Als Optimalitätskrite-
rium wird jedoch anstelle der Hauptspannung direkt die lokal auftretende Hauptdehnung verwendet.
Eine genaue Beschreibung des verwendeten Algorithmus wird jedoch nicht gegeben. Als Beispiele
werden ein Lasteinleitungselement mit Bolzenanschluss unter Zug- und Druckbelastung sowie ein
mit Torsion belastetes Chassis eines Formel-1-Rennwagens gezeigt. Eine praktische Umsetzung der
Optimierungsergebnisse erfolgte jedoch nicht.
Die Anwendung des Hauptspannungskriteriums wird darüber hinaus von Gerrits et al. [161] als Basis
gesehen, um Flugzeugrumpfstrukturen aus CFK zu optimieren und im Bereich eines Fensterausschnitts
entsprechend mittels TFP-Verfahren zu verstärken.
3.3.1.2 Diskussion offener Problemstellungen
Der grundlegende Ansatz einer iterativen Hauptspannungsoptimierung ist einfach nachvollziehbar und
bietet vielversprechende Vorteile, wie die Anwendung der Methode auch bei einer hohen Anzahl an
Designvariablen und eine gute Konvergenz. Dennoch existieren bei Hauptspannungsoptimierung eine
Reihe bisher nicht oder nur unzureichend diskutierter Fragestellungen. Anhand von zwei einfachen
Strukturbeispielen soll versucht werden diese zu verdeutlichen. Die dazu durchgeführte Hauptspannungs-
optimierung erfolgte mit der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten und in Abschnitt 4.2 beschriebener
Software AOPS für FEA-Anwendung ANSYS. In den Abbildungen 3.6 a) und 3.8 a) sind jeweils die
FE-Modelle einer biegebeanspruchten und einer zugbeanspruchten Scheibe der Länge a und der Breite
0 , 6 · a dargestellt. Ähnliche Strukturelemente wurden u. a. von Suzuki und Kikuchi [162] bereits als
Topologieoptimierungsbeispiel verwendet. Als Elementtyp wurde ein 8-Knoten-Shell-Element des Types
Shell281 mit nur einem Layer verwendet mit einer Elemenkantenlänge von 0 , 01 · a . Die linkseitige
Einspannung erfolgt symmetrisch über einer Länge von 0 , 4 · a. Die biegebanspruchte Scheibe wird
auf der rechten Seite auf Höhe der horizontalen Symmetrieachse mit einer Kraft Fy belastet. Auf die
Zugscheibe wirkt die Kraft Fx = Fy symmetrisch über einer Breite von 0 , 2 · a verteilt. Als Nebenbe-
dingung wurde bei allen Knoten mit angreifender Kraft eine äqudistante Verschiebung in x-Richtung
gesetzt.
In einem ersten Schritt werden die Elemente mit isotropen Materialeigenschaften belegt. Für die
beiden unabhängigen Materialkonstanten wurde E > 0 und ν = 0, 33 gewählt. Die Bilder 3.6 b) bzw.
3.8 b) zeigen jeweils das resultierende Hauptspannungsvektorfeld. Zugbeanspruchung wird hierbei rot
und Druckbeanspruchung blau dargestellt. Die Länge der Vektoren ist proportional zur auftretenden
Hauptspannung und wurde im Sinne einer übersichtlichen Darstellung skaliert. Für alle weiteren
Iterationsstufen wurde ein transversalisotropes Material mit den Eigenschaften einer unidirektionalen
CFK-Schicht mit einem Faservolumengehalt von ϕ = 50% verwendet. Die vier unabhängigen Material-
konstanten wurden dabei mit Hilfe der Mischungsregel nach den Gleichungen (2.57) bis (2.61) sowie
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den Materialdaten für eine HT-S Kohlenstofffaser und EP-Harz (vgl. Tabellen A.1 und A.2 im Anhang)
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Abb. 3.6: a) FE-Modell eine biegebelasteten Scheibe mit Randbedingungen und Maßen, b) Hauptspan-
nungsvektorfeld basierend auf isotropen Materialeigenschaften, c) Betragsmäßige Differenz
des Winkels der ersten Hauptspannung zwischen isotroper Ausgangsrechnung und nach
10-facher Iteration mit transversalisotropem CFK-Materialmodell, d) Haupstspannungsvek-
torfeld nach 10-facher Iteration mit transversalisotropem CFK-Materialmodell, e) bzw. f)
entsprechend c) bzw. d) jedoch mit Verwendung der betragsmäßig größeren der beiden
Hauptspannungskomponten als Grundlage zur Elementausrichtung
Auf den Abbildungen 3.6 d) bzw. 3.8 d) sind die resultierenden Hauptspannungsvektoren nach einer
10-fachen Iteration dargestellt. Für den vorliegenden ebenen Spannungszustand wurde hierbei die
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Hauptspannung als erste definiert, deren Zahlenwert im reellen Zahlenraum größer ist (σ1 > σ2). Die
Abbildungen 3.6 f) bzw. 3.8 f) stellen die gleiche Struktur ebenfalls nach 10-facher Iteration dar. Jedoch
wurde hier als erste Hauptspannung und somit als Grundlage der Orientierung der Elementhauptrichtung
die betragsmäßig größere Hauptspannung gesetzt (|σ1| > |σ2|). Aufgrund der guten Kovergenz des
Verfahrens entsprechen in beiden Fällen die vektoriell dargestellten Hauptspannungsrichtungen sehr
genau den zugewiesenen Elementhauptrichtungen. Die dazugehörigen Abbildungen c) und e) zeigen
farblich kodiert die betragsmäßige Winkeländerung der ersten Hauptspannungsrichtung relativ zur
Ausgangsrechnung mit isotropen Materialeigenschaften.
Am Beispiel der biegebeanspruchten Scheibe wird deutlich, dass bei einer iterativen Hauptspannungsopti-
mierung die Wahl der Hauptspannungskomponente, anhand derer die Elementausrichtung vorgenommen
wird, von entscheidender Bedeutung ist. Im Falle eine Biegebeanspruchung, bei der betragsmäßig ähnlich
oder gleich große Hauptspannungswerte für Zug- und Druckbeanspruchung vorliegen können, führt
die Festlegung auf eine der Hauptspannungskomponenten (Zug oder Druck) als Steuerungsgröße zu
einem unsymmetrischen Vektorfeld, wie in den Abbildungen 3.6 c) und d) zu erkennen ist. Auch im
Bereich einer dominierenden Druckspanunng werden die Elementhauptachsen entsprechend der posi-
tiven Zugspannungskomponente ausgerichtet. Für diesen Zustand wird zwar ebenfalls ein im lokalen
Elementkoordinatensystem ermittelter schubspannungsreduzierter Zustand erreicht, jedoch kann hierbei
nicht von einer steifigkeitsoptimierten Lösung für das Gesamtsystem ausgegangen werden. Wird dagegen,
wie in den Abbildungen 3.6 e) und f) gezeigt, die erste Hauptspannung entsprechend dem betragsmäßig
größeren Wert von Zug- oder Druckspannung gewählt, entsteht sowohl für die Darstellung der Winkelän-
derung als auch der Hauptspannungsvektoren ein symmetrisches Muster des Hauptspannungsvektorfelds
um die Symmetrieachse herum.
a) b) c)
Abb. 3.7: Hauptspannungstrajektorien einer biegebelasteten Scheibe entsprechend der Vektorfelder für
a) isotropes Materialmodell (vgl. 3.6 b) (dicke Linien entsprechen einer betragsmäßigen Sor-
tierung der Hauptspannungsvektoren), b) anisotropes Materialmodell mit 10-facher Iteration
(vgl. 3.6 c)) , c) für ein anisotropes Materialmodell mit 10-facher Iteration und betragsmäßiger
Sortierung der ersten Hauptspannung (vgl. 3.6 f))
Zur Veranschaulichung des sich einstellenden Hauptspannungszustands und dessen praktischen Umset-
zung in einem TFP-Ablagemuster wurden auf Basis der unterschiedlichen Vektorfelder die Hauptspan-
nungstrajektorien abgeleitet. Das dazu verwendete Vorgehen ist Abschnitt 4.4 beschrieben. In Abbildung
3.7 sind die Hauptspannungstrajektorien entsprechend der oben beschriebenen Optimierungsvarianten
für die biegebeanspruchte Scheibe dargestellt. Für die Definition der Startpunkte wurde ein äquidi-
stanter Abstand von 0 , 01 · a auf der linken Seite im Bereich der Einspannung gewählt. Dabei wurden
jeweils die Trajektorien der ersten Hauptspannung (rote Linien) vom oberen Ende der Lagerung bis zur
Symmetrieachse gebildet. Für Modelle der Ausgangsrechnung mit isotropen Materialeigenschaften und
das mit 10-facher Iteration ohne betragsmäßiger Sortierung (Abbildung 3.7 a) und b)) wurden darüber
hinaus die Trajektorien der zweiten Hauptspannung (blaue Linien) vom unteren Ende der Einspannung
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ebenfalls bis zur Mittelachse erzeugt. Für Fall a), d.h. den sich bei isotropen Materialeigenschaften
ergebenden Hauptspannungstrajektorien, stellt sich eine gleichmäßige und vor allem symmetrische
Verteilung von Hauptspannungstrajektorien ein. Da die orthogonalen Schnittpunkte der komplementären
ersten und zweiten Hauptspannung alle entlang der Symmetrielinie verlaufen, stellt sich ein Muster ein,
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Abb. 3.8: a) FE-Modell einer Zugscheibe mit ungleichen Einspannbreiten mit Randbedingungen und Ma-
ßen, b) Hauptspannungsvektorfeld basierend auf isotropen Materialeigenschaften, c) Betrags-
mäßige Differenz des Winkels der ersten Hauptspannung zwischen isotroper Ausgangsrechnung
und nach 10-facher Iteration mit transversalisotropem CFK-Materialmodell, d) Haupstspan-
nungsvektorfeld nach 10-facher Iteration mit transversalisotropem CFK-Materialmodell, e)
bzw. f) entsprechend c) bzw. d) jedoch mit Verwendung der betragsmäßig größeren der beiden
Hauptspannungskomponenten als Grundlage zur Elementausrichtung
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Es wird aber ebenso deutlich, dass bei den gewählten Startpunktvorgaben Trajektoren mit stark
variierenden Abständen in Richtung Krafteinleitung entstehen. Je nach Ablagebreite bedeutet dies
zum einem eine stark konturierte Oberfläche bzw. einen stark schwankenden Faservolumengehalt. Ein
ähnliches Verhalten weisen die Trajektoren in Abbildung 3.7 b) und c) auf. Für die Variante b), d.h.
nach 10-facher Iteration entsprechend der größeren positiven Hauptspannung, weist das Trajektorienbild
eine sehr starke Ungleichverteilung vor allem für die Trajektorien der ersten Hauptspannung auf. Eine
praktische Umsetzung für den TFP-Ablageprozess basierend auf dem Muster ist als nicht zielführend
zu bewerten. Variante c) in Abbildung 3.7 weist dagegen einen unstetigen Richtungswechsel entlang der
Symmetrieachse auf, der aus fertigungstechnischer Sicht ebenfalls ungünstig zu bewerten ist, da bei
diesem praktisch unendlich kleinen Radius eine starke Faserbiegung auftreten würde. Auf die Darstellung
der zweiten Hauptspannung, also der betragsmäßig kleineren Hauptspannungskomponente wurde ver-
zichtet. Es kann außerdem festgestellt werden, dass die sich im Fall der gewählten Startpunktverteilung
sich die lokal einstellende Trajektorien- und somit auch Faserdichte in keinster Weise entsprechend den
Absolutwerten der Hauptspannungen anpasst. Nur sehr wenige Trajektorien verlaufen direkt zwischen
dem Einspannungs- und dem Lasteinleitungsbereich. Grundlage der Trajektorienableitung bilden al-
lein die Richtungen der Hauptspannungsvektoren. Die Magnitude der Hauptspannungen findet keine
Berücksichtigung. Eine Verteilung der Startpunktdichte proportional den Hauptspannungswerten im
Einspannungsbereich ist jedoch möglich und wird in Abschnitt 5.2.2 am Beispiel einer biegebelaste-
ten Fahrradkomponente (Brake Booster) weiterführend untersucht. Jedoch treten auch hierbei stark
unterschiedliche Trajektorienabstände im Modellbereich auf.
Am Beispiel einer Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen, entsprechend Abbildung 3.8 a),
wurden ebenfalls die bereits bei der biegebelasteten Scheibe durchgeführten Varianten zur Haupt-
spannungsoptimierung angewendet. Wieder stellt Abbildung b) das Hauptspannungsvektorfeld bei
Verwendung isotroper Materialeigenschaften dar. Es wird deutlich, dass die erste Hauptspannung,
Zug vorrangig in Kraftrichtung, dominiert. Die auftretende zweite Hauptspannung resultiert aus einer
Querdehnungsbehinderung an den Krafteinleitungsbereichen und ist somit ebenfalls mit positiven Vor-
zeichen behaftet. In den Abbildungen c) und d) bzw. e) und f) wurde wiederum eine 10-fache Iteration
entsprechend der Hauptspannungen bzw. der betragsmäßig sortierten Hauptspannungen vorgenommen.
Da an isotropen Materialien die Hauptspannungs- und die Hauptdehnungsrichtung zusammenfallen, kann
das Vektorfeld der Hauptspannungen auch experimentell bestimmt werden. Hierzu wurde ein Prüfkörper
aus Polymethylmethacrylat (PMMA) mit einer Dicke von 2mm hergestellt und der Verzerrungszustand
unter Last mit Hilfe eines optischen Dehnungsmesssystems (ARAMIS der Fa. GOM) ausgewertet. Die
Abmaße wurden entsprechend Abbildung 3.8 a) mit a = 1mm gewählt. Zur Krafteinleitung wurden
die 50mm langen Enden mit 3, 5mm dicken Stahlplatten beidseitig verstärkt. In Abbildung 3.9 ist
der Prüfkörper mit dem für das Messsystem notwendigen Grauwertmuster sowie das Messergebnis
bei einer aufgebrachten Kraft von F = 1200N dargestellt. Hierzu sind die Richtungen der ersten
Hauptdehnung sowie, farblich unterlegt, die dazu gehörigen Hauptdehnungswerte gezeigt. Eine gute
qualitative Übereinstimmung mit den numerisch berechneten Hauptspannungsvektoren wird dabei
deutlich.
In Abbildung 3.10 a) ist das abgeleitete Trajektorienbild der isotrop gerechneten Zugscheibe dargestellt.
Aufgrund der vernachlässigbar kleinen zweiten Hauptspannung wurde sich auf die Darstellung der
ersten Hauptspannungsrichtung beschränkt. Im Vergleich zu den beiden Varianten in Abbildung 3.8 d)
und f) bzw. in Abbildung 3.10 b) und c) bei denen jeweils eine 10-fache Iteration zur Anpassung der
Elementhauptrichtung an die Hauptspannungsrichtung durchgeführt wurde, verlaufen die Hauptspan-
nungsrichtungen deutlich weiter entlang der Ränder des Modellbereichs. Dafür spielt die Wahl der
ersten Hauptspannungskomponente, ob betragsmäßig sortiert oder nicht, keine entscheidende Rolle.
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Abb. 3.9: Prüfkörper (oben) und Hauptdehnungsbild mit Hauptdehnungsrichtung (unten) einer PMMA-
Zugscheibe mit unterschiedlich breiten Einspannbereichen
Signifikante Unterschiede der Hauptspannungswinkeländerungen im Vergleich zur isotropen Ausgangs-
rechnung, wie in den Abbildungen 3.8 c) und e) dargestellt, treten nur in Bereichen sehr kleiner
Spannungswerte auf und umfassen nicht von Trajektorien durchlaufene Bereiche. Als Startpunkte der
Trajektorien wurde ebenfalls ein einheitlicher Abstand am linken, breiten Einspannungsbereich von
0 , 01 · a gewählt. Anders als bei der biegebeanspruchten Scheibe starten und enden alle Trajektorien,
und bei Übertragung derer auf ein TFP-Ablagemuster, auch alle Fadenscharen sowohl am Einspann-
als auch am Lasteinleitungsbereich gleichermaßen. Jedoch kommt es aufgrund des verfügbaren Mo-
dellbereichs ebenfalls zu einer Lastübertragung auf die äußeren Strukturbereiche, was eine über die
Strukturlänge nicht konstante Trajektoriendichte zur Folge hat. Im Falle einer praktischen Umsetzung
würde dies ebenfalls eine starke Inhomogenität der lokalen Dickenverteilung und des resultierenden
Faservolumengehaltes bedeuten.
a) b) c)
Abb. 3.10: Hauptspannungstrajektorien einer Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen ent-
sprechend des Vektorfelds a) für ein isotropes Materialmodell: 3.8 b), b) für ein anisotropes
Materialmodell mit 10-facher Iteration: 3.8 c), c) für ein anisotropes Materialmodell mit
10-facher Iteration und betragsmäßiger Sortierung der ersten Hauptspannung: 3.8 f)
In Abbildung 3.11 a) sind Dimensionen der Zugscheibe mit von 0 , 6 · a auf 1 , 2 · a verdoppelter
Strukturbreite dargestellt. In der dazugehörigen Abbildung b) und c) ist das Vektorfeld für die isotrope
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Ausgangsrechnung und das daraus abgeleitete Hauptspannungstrajektorienbild dargestellt. Bei der Wahl
der Startpunkte für die Trajektorienableitung wurde das bereits beschriebene Vorgehen angewendet. Im
Vergleich zur halb so breiten Zugscheibe kann festgestellt werden, dass die äußeren Trajektorien zwar
nicht bis an den Rand heranreichen, aber trotzdem am Rand eine größere Spreizung aufweisen. Eine
Verringerung der Zugscheibenbreite auf die Größe des linken Einspannbereichs ist in 3.11 d) dargestellt.
Das entsprechende Vektorfeld der ersten Hauptspannung sowie der daraus abgeleiteten Trajektorien ist
in Abbildungen e) und f) gezeigt. Fast die ganze Strukturfläche wird von Hauptspannungstrajektorien




Abb. 3.11: Zugscheibe mit unterschiedlicher Breite mit Hauptspannungsvektoren und -trajektorien
Ein weiteres Problem einer hauptspannungsbasierten Auslegung ist die bereits in [150] diskutierte
Anwendung für Strukturkomponenten mit mehreren gleichwertigen Lastfällen. In Abbildung 3.12 sind das
FE-Modell, die isotrop berechneten Hauptspannungsvektoren und die daraus abgeleiteten Trajektorien
der ersten und zweiten Hauptspannung für eine Kombination der Randbedingungen der biegebelasteten
und der zugbelasteten Scheibe dargestellt. Für eine praktische Umsetzung würden für den Zuglastfall nur
wenige Verstärkungsfasern zur Lastübertragung zwischen den Lastangriffspunkten zur Verfügung stehen.
Dafür sind viele Trajektorien beider Hauptspannungen für eine Schubübertragung vorhanden, die aber
fast nur bis zur Scheibenmitte reichen. Wie bei den vorhergehenden Beispielen weisen die Trajektorien
sehr unterschiedlich große Abstände zu einander auf. Starke Dickenkonturierungen und inhomogene
Faservolumengehalte wären auch hier die Folge. Da eine Hauptspannungsauslegung für ein geschlossenes
Kontinuum stets zu Einzelzweckstrukturen führt, wie auch im Beispiel der kombinierten Lastfälle,
kann weder eine Verwendung des Faserverlaufs des kombinierten Lastfalls noch eine Überlagerung
der Ablagemuster der separat betrachteten Lastfälle aus Abbildung 3.10 a) bzw. Abbildung 3.7 a) als
zielführend im Sinne einer masseoptimalen variabelaxialen FKV-Struktur betrachtet werden.
60 3 Strukturoptimierung variabelaxialer Faser-Kunststoff-Verbunde
a) b) c)
Abb. 3.12: Biege- und zugbelastete Scheibe mit Hauptspannungsvektoren und -trajektorien
3.3.1.3 Zusammenfassung
Ausgehend vom Stand der Technik kann festgestellt werden, dass die praktische Umsetzung hauptspan-
nungsoptimierter Strukturkomponenten bisher nur in sehr begrenztem Umfang durchgeführt wurde.
Neben einer manuellen Ablage von trockenen oder vorimprägnierten Verstärkungsfäden wurde hierbei
auch vereinzelt das TFP-Verfahren angewendet. An ausgewählten typischen Strukturkomponenten bzw.
Substrukturen (open-hole Zugscheibe, Bolzenzugscheibe) konnte aber das durchaus erreichbare hohe
Potential einer variabelaxialen hauptspannungsbasierten Fadenablage bereits nachgewiesen werden.
Jedoch gibt es bisher kaum allgemeingültige Hinweise oder Anleitungen zum methodischen Vorgehen
bei der Erstellung von Fadenablagemustern für optimale hauptspannungsoptimierte Strukturelemente.
Aus methodischer Sicht kann gezeigt werden, dass der vorgeschlagene Ansatz einer iterativen Haupt-
spannungsoptimierung an einer biegebelasteten Scheibenstruktur mit nur einem Layer pro Element
und ähnlich bzw. gleich großen zug- und druckbeanspruchten Bereichen zu stark unsymmetrischen
Vektorfelden und Trajektorienplots führen. Das so erhaltene Ergebnis kann in keinster Weise als nicht
sinnvoll erachtet werden. Wird als Steuerungsgröße die betragsmäßig größte Hauptspannungskompo-
nente verwendet, führt dies zu Trajektorien bzw. Ablagepfaden, die einen aus fertigungstechnischer
Sicht ungünstigen, da unstetigen, Verlauf besitzen. Am Beispiel der biegebelasteten Scheibe besitzten
die Trajektoren beispielsweise einen spitzen Winkel entlang der Symmetrieachse.
Tendenziell kann eine Verdichtung der abgeleiteten Trajektorien im Bereich erhöhter Hauptspan-
nungsbeträge festgestellt werden. Eine allgemeingültige Aussage, dass diese sich adäquat den lokalen
Spannungswerten verdichten, kann dabei jedoch nicht getroffen werden, vor allem weil die Verdichtung
der Trajektorien wesentlich von der Wahl der Startpunkte abhängt.
Es kann außerdem festgestellt werden, dass je nach Größe des vorgegebenen Modellbereichs die entste-
henden Trajektorienmuster zwischen den Lasteinleitungsbereichen keinen äquidistanten Linienverlauf
besitzen. Dieser Trajektorienzustand stellt sich sogar bei einachsig belasteten Strukturen, wie der
Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen auf. Die teilweise stark variierenden Linienabstände
führen im Fall einer praktischen Übertragung auf ein TFP-Ablagemuster zu einer starken Dickenkontu-
rierung der Struktur bzw. einem lokal stark unterschiedlichen Faservolumengehalt. Bestimmte Bereiche
des ursprünglichen definierten Strukturbereichs können darüber hinaus sogar keine Verstärungsfäden
aufweisen und würden bei einer realen Umsetzung nur mit Matrixmaterial aufgefüllt werden. Deutlich
wird dies am Beispiel der Zugscheibe mit verdoppelter Strukturbreite. Hier weiten sich die äußeren
Trajektorien stark auf, reichen aber nicht an den Rand heran. Außerdem werden die Ecken der Zugschei-
ben außerhalb des Lasteinleitungsbereichs in keinem Fall von Trajektorien durchschnitten. Dagegen
resultiert aus einer Eingrenzung der Strukturbreite ein Trajektorienmuster mit nahezu konstanten
Linienabständen.
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Eine weitere Schwierigkeit bei der Anwendung eines Hauptspannungskriteriums besteht in den daraus
hervorgehenden Einzelzweckstrukturen. Am Beispeil der Kombination von Zug- und Biegelast wird
dies anschaulich. Ein Einsatz des Hauptspannungskriteriums für Strukturen mit mehreren Lastfällen
schließt sich hierdurch praktisch aus.
Zudem kann dem bisher weitestgehend verwendeten Ansatz einer iterativen, OC-basierten Hauptspan-
nungsoptimierung kann nicht entsprochen werden. Ursprüngliches Ziel des Vorgehens ist es, der sich
durch Materialsubstitution, von isotrop zu anisotrop, neu einstellenden Steifigkeitsverteilung durch
iterative Anpassung der lokalen Elementhauptrichtungen an die lokal berechneten Hauptspannungsrich-
tungen anzupassen. Hierdurch soll eine Minimierung der örtlichen Schubbeanspruchung erreicht werden.
Verwendung fanden hier bisher nur FE-Modelle, die aus Scheiben- bzw. Schalenelementen konstanter
Dicke, aufgebaut sind. Wird auf Basis des hiermit berechneten Hauptspannungsvektorfelds aber eine Tra-
jektorienschar und daraus später ein Fadenablagemuster für ein reales FKV-Bauteil erstellt, entspricht
das im Optimierungsprozess verwendete Analysemodell mit konstanter Dickenverteilung nicht mehr den
vorliegenden physikalischen Gegebenheiten, z. B. der sich einstellenden Dickenkonturierung. Diese hat
einen bedeutenden Einfluss auf die lokale und globale Struktursteifigkeit. Zudem ist die Ausbildung der
Trajektorienschar und somit auch der Einfluss auf die lokale Steifigkeitsverteilung innerhalb der Struktur
stark abhängig von der Wahl der Startpunkte. Aus dieser Sichtweise heraus erscheint die Verwendung
eines Hauptspannungszustands, welcher auf Basis eines isotropen Materialmodells erstellt wurde, für
die Erstellung eine möglichen Ablagemusters als ausreichend. Das resultierende Trajektorienmuster
stellt in erster Näherung einen Designvorschlag für eine steife FKV-Struktur dar. In der Regel sind
diese Strukturen auch hoch belastbar, jedoch können aufgrund des eingestzten Optimalitätskriteriums
und des schlecht konditionierten Analysemodells keine hinreichend genauen Aussagen, und somit auch
keine alternativen Zielfunktionen z. B. bzgl. der Strukturfestigkeit oder -stabilität, getroffen werden.
Durch Einsatz der Hauptspannungsoptimierung lassen sich daher sowohl unter theoretischen als auch
praktischen Aspekten keine optimalen Strukturen erzielen. Soll eine aussagefähige Strukturantwort
z. B. im Sinne einer globalen Struktursteifigkeit bestimmt werden, werden Analysemodelle für die FEA
benötigt, die bzgl. der lokalen Faserorientierung und Dickenverteilung angepasst sind. Ein Vorschlag für
die Erstellung entsprechend realistischer FE-Modelle wird in Abschnitt 4.5 vorgestellt.
3.3.2 Lastpfad-Methode
Umgangssprachlich werden die Hauptspannungstrajektorien bzw. -bahnkurven, wie sie in Abschnitt 3.3.1
beschrieben werden, auch als Kraftverläufe, Kraft- oder Lastpfade bzw. als Kraftfluss bezeichnet. Durch
Hörmann [163] werden für die Generierung von Stabtragwerken ausgewählte Hauptspannungstrajekto-
rien als Kraftflussverläufe gedeutet. So können für diskontinuierliche Tragwerks- oder Netzstrukturen
die Kraftverläufe vergleichsweise einfach anhand einzelner einachsig belasteter Tragwerkselemente
nachvollzogen werden, welche den Weg der Kraft vom Lastangriffspunkt bis zum Auflager weiterleiten
[163, 33]. Für kontinuierliche Strukturen gibt es jedoch im deutschsprachigen Raum innerhalb der
Strukturmechanik bisher keine eindeutige Definition für einen Lastpfad bzw. einen Kraftfluss. Im
englischen Sprachraum wurde für den Begriff Lastpfad (engl. load path) von Kelly et al. [164] eine
Definition eingeführt. Der Lastpfad ist demnach der Pfad, auf dem eine konstante Kraft übertragen
wird. Anders als für die Hauptspannung, bei der nur Normalspannungen auftreten und die Schuban-
teile im Spannungstensor verschwinden, beschreibt die Lastpfad-Definition eine Transformation des
Spannungstensors, bei dem beispielsweise die x-Komponente des Kraftvektors in globaler x-Richtung
konstant bleibt. In Abbildung 3.13 ist prinzipiell der Verlauf des Lastpfads in globaler x-Richtung für
eine ebene Fläche skizziert. Als Bedingung wird angenommen, dass die Reaktionskräfte an den Punkten
a und b im Gleichgewicht sind mit
Fx,a − Fx,b = 0 . (3.4)
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Durch Einführung der lokalen Spannungsgrößen σnn und τnt sowie dem Relativwinkel β zur x-Richtung
können die Spannungen innerhalb des globalen x, y-Koordinatensystems an jeder Stelle beschrieben
werden. Dabei definiert σnn die Spannungskomponente senkrecht und τnt tangetial zur Lastpfad-Richtung.
Für die Beschreibung des Lastpfads wird nun ein Winkel β benötigt, bei dem sich die auf die x-Achse
projizierten lokalen Spannungskomponenten gerade aufheben mit
σnn cosβ − τnt sin β = 0 . (3.5)
Abb. 3.13: Prinzipskizze der Lastpfad-Definition
Das zunächst durch Kelly et al. für den ebenen Spannungszustand aufgestellte nichtlineare Gleichungs-
system konnte nur anhand eines iterativen Vorgehens gelöst werden. Durch Waldmann et al. [165]
konnte später eine geschlossene Lösung zur Bestimmung von β auf Basis der Komponenten des globalen
Spannungstensors aufgestellt werden mit
tan β = −σ11
σ12
. (3.6)
Da σnn und τnt senkrecht aufeinander stehen, kann die Lastpfad-Richtung in x-Richtung berechnet











Anders als bei Hauptspannungen müssen die beiden komplementären Lastpfad-Richtungen nicht senk-
recht aufeinander stehen. Zudem wird der Länge der projizierten Vektoren keine weitere Bedeutung
beigemessen [164]. Dafür wird nach der mit isotropen Materialparametern durchgeführten Ausgangs-
rechnung und der anschließenden Substitution mit anisotropen Materialeigenschaften ebenfalls, wie bei
der Hauptspannungsoptimierung, eine iterative Berechnung des Lastpfad-Winkels vorgeschlagen, bis
der maximal auftretende Differenzwinkel zwischen zwei Iterationsschritten vernachlässigbar klein ist
[166]. Erste theoretische Analysen an mit veschiedenen Lochgeometrien versehenen Scheiben unter uni-
und biaxialer Belastung wurden von Waldmann et al. [165] durchgeführt. Für die Berechnung resultie-
render Spannungskonzentrationsfaktoren wurde sowohl ein analytischer Zusammenhang, basierend auf
dem Abstand der ermittelten Lastpfad-Trajektorien, als auch Ergebnisse der numerischen Simulation
herangezogen. Es ist jedoch anzumerken, dass für die FEA nur ebene Analysemodelle verwendet wurden,
die keine Dickenkonturierung infolge einer variierenden lokalen Trajektorien- bzw. Fadenkonzentration
mit berücksichtigten. Eine Erweiterung der Lastpfad-Theorie für ein dreidimensionales Kontinuum
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wurde von Kelly et al. [167] durchgeführt und von Moldenhauer [168, 169] anschaulich zusam-
mengefasst. Neben einer Diskussion numerisch ermittelter Lastpfad-Verläufe und deren Vergleich mit
Hauptspannungsverläufen für unterschiedliche praktische Beispiel wird von Moldenhauer auch auf
eine bestehende Analogie der Lastpfad-Methode zu Kontinuitätsgleichung der Hydrodynamik verwiesen.
Die Lastpfad-Methode wird zur Visualisierung und Bewertung von Kraftflüssen innerhalb von Stahlbau-
konstruktionen sowie als Grundlage für ein mögliches variabelaxiales Faserlayout beanspruchungsgerecht
ausgelegter FKV-Bauteile empfohlen. Aufgrund fehlender realistischer Analysemodelle können jedoch
für letzteres keine aussagefähigen numerischen Simulationen durchgeführt werden. Dafür wurde versucht
anhand experimenteller Untersuchungen das Potenzial der Lastpfad-Methode für eine variabelaxiale
FKV-Strukturauslegung zu bewerten. Da sich besonders bei einachsig dominierender Belastung, wie
sie beispielsweise an open-hole Zugscheiben auftritt, die Trajektorien der ersten Hauptspannungsrich-
tungen und der in Lastrichtung abgetragenen Lastpfad-Verläufe nur marginal unterscheiden, wurde
als Beispiel für ein variabelaxiales Lastpfad-Design häufig Bolzenlasteinleitung an FKV-Strukturen
untersucht [65, 147, 170]. Die erzielten Verbesserungen z. B. bzgl. einer Lochleibungsfestigkeit an einer
Bolzenverbindung liegen jedoch zumeist unter denen eines hauptspannungsorientierten Faserlayouts
[171].
Für den in Abbildung 3.6 a) dargestellten Lastfall einer biegebelasteten Scheibe sind die Lastpfad-
Trajektorien für einen konstanten Kraftverlauf in x- und y-Richtung in Abbildung 3.14 dargestellt.
Die Berechnung der Lastpfad-Vektoren erfolgte unter Verwendung eines isotropen Materialmodells.
Da ebenfalls nur ebene FE-Modelle eingesetzt wurden, wurde auf einen iterativen Anpassungsprozess
mit anisotropen Materialeigenschaften verzichtet. Die Startpunkte zur Trajektorienbildung befinden
sich wiederum an der linken Einspannung und besitzen einen äquidistanten Abstand von 0 , 01 · a.
Aufgrund des gewählten Biegelastfalls können sowohl Kraftkomponenten in x- als auch in y-Richtung für
eine Lastpfad-Trajektorienableitung verwendet werden. Dabei ähnelt der Lastpfad-Trajektorienverlauf
bezogen auf die globale x-Richtung in Abbildung 3.14 a) prinzipiell einem betragsmäßig sortierten
Hauptspannungsverlauf für ein isotropes Materialmodell, wie er in Abbildung 3.7 a) anhand der
dicken Linien dargestellt ist. Jedoch weisen die Trajektoren einen kontinuierlichen Verlauf auf. Die
Trajektorenschar für den auf die globale y-Richtung bezogenen Lastpfad (Abbildung 3.14 b)) ist
dagegen nicht direkt nachvollziehbar. An den Rändern der linken Lagerung treten sogar rückwertig
laufende, wirbelartige Lastpfad-Linien auf.
a) b)
Abb. 3.14: Lastpfad-Trajektorien einer biegebelasteten Scheibe entsprechend Abbildung 3.6 für einen
konstanten Kraftverlauf in a) x-Richtung bzw. b) y-Richtung
Für den Lastfall der Zugscheibe mit unterschiedlich breiten Einspannbereichen, wie er in Abbildung 3.8
a) dargestellt ist, weisen die bzgl. der globalen x-Achse abgeleiteten Lastpfad-Trajektorien in Abbildung
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3.15 eine deutliche Ähnlichkeit mit den in Abbildung 3.10 a) gezeigten Hauptspannungstrajektoren auf.
Trotz äquidistanter Startpunktverteilung am linken Einspannungsbereich verlaufen die Trajektorien
auch hier mit schwankenden Abständen zum Lastangriff. Somit würde auch eine darauf basierende reale
TFP-Struktur eine inhomogene Dickenverteilung bzw. einen stark schwankenden Faservolumengehalt
aufweisen.
Abb. 3.15: Lastpfad-Trajektorien einer Zugscheibe entsprechend dem Modell in Abbildung 3.8 für einen
konstanten Kraftverlauf in x-Richtung
Allgemein lässt sich festellten, dass bisher keine entscheidenden Vorteile eines variabelaxialen Faser-
layouts auf Basis berechneter Lastpfad-Trajektorien experimentell nachgewiesen werden konnten. Die
bisher eingesetzten ebenen FE-Simulationsmodelle, z. B. für die Berechnung von Spannungsüberhö-
hungsfaktoren an open-hole Zugscheiben, repräsentieren nicht die tatsächlichen Struktureigenschaften
hinsichtlich der lokalen Steifigkeitsverteilung einer beispielsweise mittels TFP-Technologie umgesetzten
FKV-Struktur. Hierdurch ist auch begründet, dass auf eine iterative Anpassung des Lastpfad-Winkels
verzichtet werden kann. Die im Fall einer nahezu einachsigen Beanspruchung vorliegenden Trajektorien
ähneln sehr dem eines Hauptspannungslayouts. Dagegen weisen biegebeanspruchte Strukturen nur
schwer interpretierbare Trajektorienverläufe auf, die zudem bei einer praktischen Umsetzung mittels
TFP-Verfahren offensichtlich keine optimale Auslegung darstellen. Aufgrund spezifischer Lastpfad-
Ablagemuster, wie am Beispiel der Bolzenzugschlaufe [171], kann zudem nicht von einer minimalen
Matrixbenspruchung ausgegangen werden. Da ähnlich der Hauptspannungsoptimierung für die Lastpfad-
Methode keine Zielfunktion berücksichtigt wird bzw. aufgrund fehlender realistischer Analysemodelle
auch nicht berücksichtigt werden kann, sind bisher auch keine Aussagen über die Qualität eines
Lastpfad-Layouts für eine variabelaxiale Strukturauslegung möglich.
3.3.3 Weitere Verfahren
Neben den beiden bisher häufig untersuchten Verfahren zur Ermittlung eines günstigen variabel-
axialen Faserlayouts, der Hauptspannungsoptimierung und der Lastpfad-Methode, gibt es noch eine
Reihe weitere Ansätze. Hauptproblem der zuvor beschriebenen auf OC-basierenden Verfahren ist, dass
diese keine Möglichkeit bieten eine Zielfunktion zu implementieren. Es wird lediglich angestrebt das
Faserlayout entsprechend einem als mechanisch günstig erachteten Prinzip (Hauptspannungsorientierung,
Kraftflussorientierung) anzupassen. Eine genaue, allgemeingültige Aussage, ob dieses Vorgehen im Sinne
der Materialoptimierung ein Steifigkeits- bzw. Festigkeitsoptimum darstellt, kann durch Anwendung
der Methoden selbst nicht erbracht werden. Zum einem ist dies nicht Bestandteil der OC-Methode,
zum anderen fehlen die hierfür notwendigen hinreichend genauen physikalischen Analysemodelle. Im
Folgenden werden daher bisher untersuchte Ansätze zur Optimierung variabelaxialer FKV-Strukturen
beschrieben, die nicht auf Anwendung eines OC basieren.
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3.3.3.1 Optimierungsansätze auf Basis mathematischer Programmierung
Mit Hilfe von Optimierungsalgorithmen auf Basis der Berechnung von Sensitivitäten lassen sich für
unterschiedliche Zielfunktionen unter Beachtung verschiedener Restriktionsfunktionen optimale Zustände
berechnen. Problematisch ist die Gefahr je nach Startpunktwahl nur ein lokales Optimum zu finden
sowie der numerische Rechenaufwand bei Anwendung einer hohen Anzahl von Designvariablen. Werden
etwa Analysemodelle für die Optimierung variabelaxialer Strukturen auf Basis einer FEA verwendet,
ist die Anzahl von Designvariablen proportional zur Elementanzahl. Eine Möglichkeit dies zu Umgehen
ist die Trennung zwischen einem Entwurfsmodell, in dem nur eine begrenzte Anzahl an Designvariablen
zur Beschreibung des Faserlayout benötigt wird, und einem Analysemodell auf FEA Basis.
Von Katz et al. [172] wurde ein auf der Berechnung von numerisch ermittelten Sensitivitäten beruhender
Optimierungsprozess für eine variabelaxiale Faserauslegung vorgestellt. Als Optimierungsalgorithmus
wurde eine sequentielle lineare Programmierung verwendet. Optimierungsziel ist die Minimierung
der maximal auftretenden Dehnung, welche unter einer zulässigen Bruchdehnung bleiben soll. Die
Optimierungen wurden am Beispiel einer open-hole Zugscheibe durchgeführt. Um die Anzahl der
Designvariablen bei dem verwendeten Entwurfsmodell möglichst niedrig zu halten, wurde das FE-
Modell der Zugscheibe in sieben Zonen unterteilt. Alle in einer Zone befindlichen Elemente weisen
dabei den gleichen Faserwinkel auf. Die Ergebnisse wurden mit den in [136] erzielten Ergebnissen
einer hauptspannungsoptimierten open-hole Zugscheibe verglichen und kamen diesen nahe. Aufgrund
der groben Unterteilung in Bereiche konstanter Faserorientierung kommt es jedoch zu unstetigen
Richtungswechseln an den Zonengrenzen, welche aus fertigungstechnischer Sicht ungünstig zu bewerten
sind.
Um dem bei einer numerischen hauptspannungsoptimierten variabelaxialen FKV-Struktur stets aus-
geklammerten Problem der Beulbetrachtung zu begegnen, wurde von Heyer und Lee et al. [173]
theoretisch am Beispiel eines Viertelmodells einer ebenen open-hole Scheibe mit einer aufgebrachten
Verschiebung an einer Kante eine variabelaxiale Strukturoptimierung hinsichtlich des Beulverhaltens
durchgeführt. Als mathematische Optimierungsalgorithmen wurden sowohl eine Sensitivitätsanalyse als
auch eine Gradientensuche angewendet. Durch starke Einschränkung des FE-Netzes des Analysemodelles
auf nur 18 Elemente, bzw. einer weiteren Zusammenfassung dieser Elemente in 6 Zonen konstanter
Faserwinkel, wurde das Optimierungsproblem rechentechnisch handhabbar. Besonders starke Unste-
tigkeiten an den Elementkanten wurden aus fertigungstechnischer Sicht als ungünstig bewertet. Eine
praktische Umsetzbarkeit des Ergebnisses wurde nicht untersucht. Die beuloptimierten Designvarianten
wurden abschließend bzgl. ihrer theoretischen Zugfestigkeit untersucht und bewertet.
Der von Duvaut et al. [174] vorgestellte Ansatz basiert ebenfalls auf dem Einsatz eines ebenen FE-
Analysemodells. Der dabei vorgestellte Optimierungsalgorithmus ist sehr effizient auch bei Verwendung
von Modellen mit einer höheren Elementanzahl. Dies wird durch den Einsatz zweier alternierender
Minimierungsfunktionen auf Basis eines Variationsprinzips erreicht. Die erste optimiert hierbei lokal den
Faservolumengehalt und die Faserorientierung und die zweite löst global das Homogenisierungsproblem
bei bekanntem Materialgesetz. Neben der Minimierung der Strukturnachgiebigkeit können darüber
hinaus auch die Kosten, die Strukturmasse und weitere Kriterien berücksichtigt werden. Für die
numerischen Untersuchungen wurden verschiedene Scheibenprobleme gewählt. Die so ermittelten
Faserorientierung ähneln dabei grundsätzlich einer betragsmäßig sortierten Hauptspannungsotimierung.
Eine Ableitung von Trajektorienverläufen sowie eine experimentelle Validierung der Ergebnisse wurde
nicht vorgenommen. Als praktisch nicht realisierbar kann Ergebnis der lokal unterschiedlich definierten
Faservolumengehalte eingeschätzt werden.
Von Eschenauer et al., Schumacher und Parnas [108, 175, 176] wurde mit Hinblick auf einen
automatisierten Tapelegeprozess (vgl. Abschnitt 2.2.2.4) die multidisziplinäre Optimierungsprozedur
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MBB LAGRANGE für die Auslegung restringiert variabelaxialer FKV-Strukturkomponenten er-
weitert. Durch Verwendung eines analytisch beschreibbaren konstruktiven Entwurfsmodells können
Entwurfs- und FE-basierte Analysemodelle von einander getrennt werden. Aufgrund prozesstechnischer
Forderungen, wie äquidistanter Bahnverläufe bei der Ablage der Prepreg-Tapes, Vermeidung von
Überlappungen und Lücken zwischen den Tape-Bahnen sowie dem Zulassen nur großer Ablageradien
ist eine Beschreibung einer gekrümmten Bahnkurve für je eine Gruppe gleich orientierter Prepreg-
Lagen (Lagengruppe) mit Hilfe nur einer Spline-Formulierung möglich. Mit Hilfe einer zusätzlichen
BÉZIER-Funktion kann darüber hinaus die Dickenverteilung einer Lagengruppe anhand nur weni-
ger Parameter, und somit auch nur weniger Designvariablen, hinreichend genau beschrieben werden.
Durch Mapping der lokalen Faserorientierung und der berechneten notwendigen Dickenverteilung auf
FE-Scheibenelemente werden die notwendigen numerischen Analysemodelle gebildet. Aufgrund der
vergleichsweise einfachen parametrischen Beschreibung des konstruktiven Entwurfsmodells können
die für die Sensitivitätsberechnung notwendigen Ableitungen analytisch gebildet werden. Hierdurch
kann als Optimierungsalgorithmus mathematische Programmierung angewendet werden. Neben der
Zielfunktion einer minimalen Masse können gleichzeitig verschiedene Nebenbedingungen u. a. hinsicht-
lich Versagenssicherheit und Schwingungsverhalten der FKV-Struktur mit berücksichtigt werden. Eine
praktische Umsetzung der Ergebnisse erfolgte nicht. Darüber hinaus ist die Optimierung komplexere
variabelaxialer Strukturen, wie sie beispielsweise mit der TFP-Technologie möglich sind, mit Hilfes des
gewählten Optimierungsansatzes nicht ohne weiteres möglich.
Ebenfalls unter Verwendung des Optimierungstools MBB LAGRANGE wurden von Hale [177] un-
terschiedliche generische FKV-Strukturkomponenten hinsichtlich eines variabelaxialen Faserlayouts
optimiert. Dabei wurden sowohl zur Beschreibung des Entwurfs- als auch des Analysemodells ebene finite
Elemente verwendet. Ausgangspunkt stellt ein aus vier Lagen bestehendes quasiisotropes Laminat dar.
Nach Untersuchungen bzgl. eines geeigneten Optimierungsalgorithmus auf Basis der mathematischen
Programmierung wurden verschiedene Optimierungssvarianten mit unterschiedlichen Designvariablen,
z. B. hinsichtlich der Anzahl der zu optimierenden Lagen sowie deren Ausgewogenheit im Laminat,
durchgeführt. Als Zielfunktion wurde die Minimierung der Strukturmasse, sowie als Restriktionsfunk-
tionen die Lagendicke, der lokale Lagenwinkel sowie ein maximales Dehnungskriterium zur Bewertung
der Strukturfestigkeit definiert. An einer allseitig belasteten open-hole Struktur, einer schubbelasteten
Scheibe und einem torsionsbelasteten Zylinder konnten so Masseeinsparungen bis zu 30% ermittelt
werden. Eine praktische Umsetzung des erzielten Optimierungsergebnisses wurde nicht durchgeführt.
Von Dems [178] wurde eine auf Basis von analytisch berechneten Sensitivitäten durchgeführte Op-
timierung ebener variabelaxialer transversal isotroper Strukturen durchgeführt. Die Berechnung der
Materialeigenschaften erfolgte ausschließlich auf Basis der klassischen Laminattheorie. Als Design-
parameter können neben einer analytischen Beschreibung einer variabelaxialen Fadenorientierung
mittels einer Kurvenschar einer quadratischen Polynomfunktion auch Lagendicke und Faservolumenge-
halt mit berücksichtigt werden. Am Beispiel einer mit Querkraft belasteten Scheibe wurden ausschließlich
theoretische Lösungen durch Verwendung unterschiedlicher Beschreibungen der Faseranordnung, z. B.
gerade, mehrfach gerade oder parabolisch, untersucht. Der gewählte analytische Lösungsansatz begrenzt
den Einsatz jedoch auf vergleichsweise einfache Geometrien.
Von Hammer et al. [179] wurde zur Lösung des Materialoptimierungsproblems mittels MP eine Redukti-
on der notwendigen Designvariablen zu sogenannten Laminatparametern vorgeschlagen, welche erstmals
von Miki et al. [180] vorgestellt wurden. Mit Hilfe des dabei entwickelten Parametermodells kann für
ein Mehrlagenlaminat sowohl der lokalen Elementwinkel, die Lagendicke als auch die Lagenreihenfolge
optimiert werden. Als Beispiele werden Optimierungsergebnisse zweier unterschiedlich biegebelasteter
Scheiben angegeben.
Mit Bezug auf eine variabelaxiale Fadenablage mittels AFP wurde von Nagendra et al. [181] eine
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ebenfalls auf Splines basierende geometrische Beschreibung des Ablagepfads vorgeschlagen. Wie bei
Eschenhauer [108] ermöglicht die Trennung von geometrischen Entwurfs- und numerischen Analysemo-
dellen eine von der Elementanzahl unabhängige Optimierungsprozedur. Technologische Einschränkungen,
wie ein minimaler Ablegeradius von ca. R = 635 mm und die Tatsache, dass die gekrümmt abgelegten
Fasern einen äquidistanten Verlauf aufweisen, sind dabei von Vorteil. Als Zielfunktionen können so u. a.
Eigenfrequenzen, Beullasten, Strukturverformungen sowie Schichtspannungen und -versagen definiert
werden. Über den eingesetzten Optimierungsalgorithmus werden keine Angabe gemacht. Als Referenz-
beispiele werden die bereits von Hyer und Lee [173] untersuchte open-hole Scheibe mit einer definierten
äußeren Verschiebung sowie eine Lüfterschaufel herangezogen. Eine Überprüfung der Ergebnisse anhand
praktischer Untersuchungen wurde nicht vorgenommen.
3.3.3.2 Auslegung auf Basis generischer Funktionen
In den Arbeiten von Gürdal und Olmedo [182] wird ein generischer Ansatz auf Basis trigonometri-
scher Funktionen zur variabelaxialen Ausrichtung von Verstärkungsfasern an ebenen Schalenstrukturen
vorgeschlagen. Mit Hinblick auf eine automatisierte Prepreg-Ablage mittels AFP werden von vornherein
Randbedingungen wie ein stets konstanter Faserabstand sowie ein stark eingeschränkter minimaler
Faserradius mit berücksichtig. Aufgrund der Möglichkeit zur analytischen Beschreibung des Faserverlaufs
kann auch das lokale Steifigkeitsverhalten mit Hilfe eines funktionalen Zusammenhangs beschrieben
werden. Neben der Berechnung des Verschiebungsfelds mit Hilfe einer numerischen Verfahren, lässt
sich für vergleichsweise einfache Beispiele auch eine geschlossene Lösung formulieren. Mit dem Ziel
der Erhöhung von Beullasten ebener Scheiben im Druckastfall und verschiedenen Randbedingungen
wird dieser Ansatz später aufgegriffen und numerisch überprüft [183]. Hierbei konnte rechnerisch eine
Steigerung von bis zu 80% der Beullast gegenüber einem multiaxialen Lagenaufbau ermittelt werden.
Bei einer praktische Umsetzung einer solchen beulversteiften und druckbelasteten Scheibestruktur
konnten von Lopes et al. [60] bis zu knapp 36% höhere Beullasten und eine bis zu knapp 34% erhöhte
Versagenlast für das Erstfaserversagen (engl. first-ply failure) ermittelt werden. Da zum Teil nicht kon-
stantbreite Faserabstände verwendet wurden, mussten die auftretenden Überlappungsprobleme entweder
durch Abscheiden der Fasern (engl. tow-drop) oder durch eine teilweise zugelassene Überlappung (engl.
overlap) realisiert werden. Neben den sich hierdurch einstellenden unterschiedlichen Laminatqualitäten,
z. B. harzreiche Zonen in Zwischenbereichen abgeschnittener Tapes, konnte auch eine Einfluss auf
die sich einstellenden mechanischen Kennwerte ermittelt werden. Darüber hinaus wurden von Lopes
et al. [184] theoretische Untersuchungen zum Beulverhalten an druckbelasteten FKV-Strukturen mit
Ausschnitten, z. B. für Fenster, Türen oder Bolzenverbindungen durchgeführt. Gegenüber biaxialen
Vergleichslaminaten wurden hierzu signifikante Verbesserungen bzgl. des Beulverhaltens, aber auch
hinsichtlich eines ersten Faserversagens ermittelt. Neben einer idealen Faseranordnung wurden auch
theoretische Untersuchungen an Strukturen mit einer fertigungsbedingt restringierten Fadenablage
durchgeführt, bei der z. B. durch einen gestaffelten Versatz Überlappungen und Lücken zwischen den
Prepreg-Bahnen vermieden werden sollten.
3.3.3.3 Optimierungsansätze auf Basis evolutionärer Algorithmen
Neben den sensitivitätsbasierten Optimierungsverfahren wird in den letzten Jahren stark an der Ent-
wicklung evolutionärer Optimierungsalgorithmen gearbeit. Jedoch wurden bisher nur vergleichsweise
wenige Untersuchungen zur Optimierung variabelaxialer Strukturen durch Einsatz von EA durchgeführt.
Eine Kombination von sensitivitätsbasierten und evolutionären Algorithmen zur Optimierung von
variabelaxialen ebenen Strukturen wird von Dems und Wisniewski [185] vorgestellt. Durch Vorarbeiten
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von Dems [178], im Bezug auf eine gradientbasierte Optimierung, und Wisniewski [186] hinsichtlich der
Anwendung genetischer Algorithmen, können durch Trennung des Entwurfsmodells zur Beschreibung
der lokalen Faserorientierung mittels Spline-Forumulierung und FE-basierten Analysemodellen nun-
mehr komplexere Geometrien optimiert werden. Durch Verwendung von Polynomfunktionen, B-Spline
Formulierungen oder Bezier-Kurven für die Beschreibung des Faserverlaufs lässt sich dabei die Anzahl
der Designvariablen entscheidend reduzieren. Für das numerische Analysemodell werden die analytisch
berechenbaren Kurvenkrümmungen elementweise auf ein ebenes FE-Netz übertragen. Mit diesem
Vorgehen wurde am Beispiel einer rotierenden und mit Zentrifugalkraft belasteten ebenen Scheiben von
Turant und Dems [187] mit Hilfe eines genetischen Algorithmus ein optimales Faserlayout ermittelt.
Als Zielfunktion diente die Minimierung der maximal auftretenden nach Huber-Misses berechneten
Spannung. Gegenüber einer ausschließlich radialen Faseranordnung konnte so eine Spannungsreduktion
von etwa 34% erzielt werden.
Von Legrand et al. [188] wurde auf die Verwendung eines separaten Entwurfsmodells für die Optimie-
rungskette verzichtet. Mit Hilfe eines genetischen Algorithmus werden stattdessen an einem ebenen
FE-Modell die jeweiligen Elementwinkel direkt als Designparameter verwendet und optimiert. Die
Optimierung der variabelaxialen Faserstruktur wurde am Beispiel einer Bolzen-Scheibenverbindung
durchgeführt. Optimierungsziel war es die Faserwinkel und somit den daraus abgeleiteten Faserverlauf
so zu orientieren, dass die Struktur eine möglichst hohe Steifigkeit besitzt. Aufgrund des gewählten
FE-basierten Entwurf- bzw. Analysemodells und der damit verbundenen hohen Anzahl an Designva-
riablen, trotz eines sehr groben FE-Netzes, wurde der Rechenaufwand als sehr hoch beschrieben.
Zudem wird die Deutung der Ergebnisse als schwierig bewertet, da die Optimierung nach einer sich
einstellenden globalen Konvergenz, aber ohne eindeutige Optimierungsergebnis abgebrochen wird. Die
anhand des Trajektorienverlaufs aufgezeigten Ergebnisse werden als Mischung aus Hauptspannungs-
und Lastpfad-Layout interpretiert.
Der Ansatz zur direkten Verwendung von anisotropen Elementhauptrichtungen für die Optimierung
variabelaxialer FKV mittels EA wurde ebenfalls von Tost [189] verwendet. Zur Optimierung wurde
das am ILR Dresden entwickelte Optimierungstool GEOpS eingesetzt. Um die Anzahl der möglichen
Richtungszustände der Elementhauptrichtungen zu reduzieren, wurden nur Zustände in 45°-Schritten
zugelassen. Als Beispielgeometrien wurden Zugscheiben mit runden (open-hole) und eckigen Ausschnitten
herangezogen. Aufgrund der gewählten Richtungsrestriktion der Designvariablen konnten jedoch keine
praktisch relevanten Ergebnisse erzielt werden. Es ist anzumerken, dass keines der beschriebenen
theoretischen Untersuchungsergebnisse anhand praktischer Versuche verifiziert wurde.
3.3.4 Zusammenfassung
Neben den beiden bereits diskutierten OC-basierten Auslegungsansätzen nach Hauptspannungs- bzw.
Lastpfad-Orientierung wurde versucht universeller einsetzbare Optimierugsalgorithmen auf Basis von
MP oder EA für die Materialoptimierung variabelaxialer FKV-Strukturen zu entwickeln. Werden
finite Elemente zur Beschreibung des Analysemodells verwendet, finden dabei ausnahmslos ebene
Plane- oder Shell-Elementtypen Verwendung. Hierdurch ist prinzipiell die Möglichkeit zu Simulation
variabelaxialer FKV-Strukturen mit äquidistanten Fadenabständen und konstanter Dicke, wie sie
beispielsweise durch Einsatz des AFP hergestellt werden können, gerechtfertigt. Für die Abbildung
komplexer variabelaxialer FKV-Elemente, wie sie sich mittels TFP realisieren lassen, besitzen sie jedoch
keine Gültigkeit. Trotz der Einschränkung des Analysemodells auf nur ebene finite Elemente stellt
eine hohe Elementanzahl ein grundlegendes Problem für nicht OC-basierte Optimierungsverfahren dar,
da die Anzahl an Designvariablen sich proportional zur Elementanzahl verhält. Aus diesem Grund
bietet sich zum einen eine Trennung zwischen einem geometrisch beschreibbaren Entwurfsmodell und
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einem auf finite Elemente basierten Analysemodell an. Anhand nur weniger Designparameter, die zur
Beschreibung einer Spline- oder Bézier-Kurve notwendig sind, lassen sich auch komplexe Fadenverläufe
anschließend auf ein FE-Netz übertragen. Begünstigend sind hierbei Fertigungsrestriktionen, wie beim
AFP, die eine gleichverlaufende oder nur geringfügig variierende Bahnkurve voraussetzen. Hierdurch
kann anhand nur weniger Parameter eine ganze Kurvenschar beschrieben werden. Einen alternativen
Ansatz zur Reduktion der zu optimierenden Designvariablen stellt die Gruppierung von Elementen
dar. Unabhängig von der Elementanzahl wird dabei definierten Bereichen ein konstanter Faserwinkel
zugewiesen. Trotz des daraus konvergenten verbleibenden Ergebnisse der FE-Simulation schränkt dieses
Vorgehen die Komplexität eines resultierenden Faserverlaufs stark ein.
Zusammenfassend kann geschlussfolgert werden, das Ansätze einer reinen Materialoptimierung, d. h. ei-
ner lokalen variabelaxialen Anpassung der Faserorientierung, innerhalb eines vorgegebenen Designraums
eher ungünstig sind. Von theoretischer Seite her werden zum einen bisher noch keine entsprechend
notwenigen, hinreichend realistischen Analysemodelle verwendet. Darüber hinaus führt der Einsatz einer
Materialoptimierung zu Einzelzweckstrukturen, d. h. nur für einen bestimmten Lastfall konditionierte
Faserverläufe sind die Folge. Aus praktischer Sicht stellen die teilweise stark divergent verlaufenden
Trajektorien- und somit Faserverlaufsmuster ein großes Problem dar. Starke Schwankungen des lokalen
Faservolumengehalts oder sogar nicht mit Verstärkungsfäden versehene Bereiche im Bauteil sind die Fol-
ge. Eher geeignet scheinen dagegen Ansätze der Materialoptimierung für die Beurteilung und Auslegung
des Faserverlaufs an Subkomponenten und örtlich beschränkten Strukturbereichen, wie beispielsweise
Lochauschnitten und Lasteinleitungsbereichen.
3.4 Topologieoptimierung
Die Topologieoptimierung setzt entsprechend Abbildung 1.2 an einem sehr frühen Stadium der Bau-
teilauslegung an. Nach Wahl der bevorzugten Bauweise kann die Topologieoptimierung helfen, eine
günstige Gestalt eines Bauteils, z. B. eine bzgl. der mittleren Nachgiebigkeit masseminimierte Struk-
turkomponente, zu entwickeln. Die Topologie selbst beschreibt dabei sehr allgemein die geometrische
Gestalt. So hängt die Zugehörigkeit zu einer Topologieklasse bzw. die Einteilung in topologisch äqui-
valente Geometrien nicht von der Form eines Objekts ab, sondern allein von der Anzahl der in sich
geschlossenen Ausschnitte innerhalb einer äußeren Kontur. In Abbildung 3.16 sind geometrische Beispiele
für verschiedene topologische Klassen dargstellt. Die Einteilung erfolgt dabei entsprechend der Anzahl
n der Schnitte, die notwendig sind, um eine Geometrie in ein einfach zusammenhängendes Gebiet zu
überführen. Die Formen werden daher als n-fach zusammenhängendes Gebiet bezeichnet [105].
a) b) c)
Abb. 3.16: Topologisch äquivalante Geometrien mit a) einfach, b) zweifach und c) dreifach zusammen-
hängendem Gebiet
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Ähnlich den Ansätzen der Materialoptimierung für variabelaxiale FKV-Strukturen wird auch in der
Disziplin der Topologieoptimierung die Entwurfstheorie von Michell [120] als fundamentaler Ansatz
benannt und die damit erzeugten Beispielstrukturen für Vergleichszwecke herangezogen [162, 190, 129,
191, 123, 105, 192, 193].
Eine grundlegende Einteilung der Topologieoptimierungsverfahren kann u. a. ausgehend von der ge-
wählten Bauweise erfolgen. Eine entsprechend der Michell-Entwurfstheorie naheliegende Anwendung
ist hierbei die Optimierung diskreter Stabtragwerksstrukturen [127, 113, 129, 33]. Mögliche Designva-
riablen sind dabei die Anzahl, die Position und gegebenenfalls auch die Querschnitte der einzelnen
Fachwerkselemente. Als Optimierungsziel kann beispielsweise ein möglichst steifes Fachwerk, was aus
möglichst wenig Streben aufgebaut ist, angestrebt werden.
Alternativ dazu kann die Topologieoptimierung auch für kontinuierliche Strukturen eingesetzt werden
[194, 195, 135, 105]. Erste Ansätze dieses Vorgehens gehen auf Rossow und Taylor [196] im Jahr
1973 zurück. Ziel der Topologieoptimierung kontinuierlicher Strukturen ist es, dass das in einem vorge-
benen Entwurfsraum vorhandene Material so umverteilt wird, dass die Zielfunktion bzw. zusätzliche
Nebenbedingungen gleichermaßen erfüllt werden. Zielfunktionen können ebenfalls z. B. die Minimierung
der mittleren Nachgiebigkeit oder das Erreichen einer bestimmten Eigenfrquenz sein. Da sich zur
Beschreibung der Strukturantwort, besonders auch für komplexe Geometrien, vor allem das Verfahren
der FEA anbietet, können die Kontiuumsbereiche anhand finiter Elemente diskretisiert werden. Durch
eine elementweise Anpassung des Materialverhaltens kann so ein Designvorschlag generiert werden. Da
innerhalb des Optimierungsprozesses Entwurfs- und Analysemodell in den meisten Fällen identisch sind,
ist auch das Ergebniss von der Feinheit der gewählten Diskretisierung abhängig. Demgegenüber steigt
jedoch bei Wahl einer feineren Vernetzung auch die Anzahl der für die Optimierung zu berücksichtigen-
den Designvariablen und somit auch der Rechenaufwand. Neben dem sich bei einer großen Anzahl an
Designvariablen anbietenden Einsatz von Optimalitätskriterien kommen in jüngerer Zeit auch sensitivi-
tätsbasierte Optimierungsalgorithmen zum Einsatz, mit denen sich außerdem zusätzliche Zielfunktionen
und Nebenbedingungen definieren lassen. Ein Vorteil der materialkontinuierlichen Topologieoptimierung
ist, dass sie sich sehr leicht direkt oder als Zusatzfunktion in bestehende FEA-Anwendung integrieren
lässt. In Abbildung 3.17 sind Prinzipdarstellungen einer diskreten tragwerksbasierten sowie eine materi-
alkontinuierliche FE-basierte Topologieoptimierung dargestellt. Im letzteren Fall wird deutlich, dass
sich trotz Einsatz einer Topologieoptimierung nicht zwangsläufig die topologische Klasse der Struktur
ändern muss.
Abb. 3.17: Prinzipdarstellung Einordnung der Topologieoptimierung: diskretes Stabtragwerk (links),
kontinuierliches Material mittels finiter Elemente (rechts)
Ein Topologieoptimierungsansatz, der aufgrund der Trennung von geometrisch beschriebenem Entwurfs-
und FE-basiertem Analysemodell neben der reinen Topologieoptimierung auch eine gleichzeitige For-
moptimierung eingetragener Ausschnitte zulässt, wurde von Eschenauer et al. und Schumacher
[197, 198] vorgestellt. Hierzu werden Löcher oder Hohlräume, die geometrisch mit wenigen Parametern,
z. B. anhand von NURBS -Kurven, beschrieben werden können, in den zu optimierenden Entwurfsraum
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eingebracht. Entsprechend diesem Vorgehen wird dieses Verfahren als Bubble Methode bezeichnet. Die
praktische Anwendung des Optimierungsverfahren wird zwar begünstigt durch die geringe Anzahl
an notwendigen Designvariablen, jedoch ist hierfür eine systemübergreifende Kopplung zwischen dem
CAD-basierten Entwurfsmodell und dem FEA-basierten Analysemodell notwendig [105].
Die Topologieoptimierung von Bauteilen mit isotropen Materialeigenschaften ist bereits seit einiger
Zeit im industriellen Umfeld in der Anwendung. Als Beispiel sei hier die Optimierung von Struktur-
komponenten für Kraftfahrzeuge (KFZ) [199, 200] genannt. So können moderne Programmsysteme zur
Topologieoptimierung in Verbindungen mit etablierten FEA-Anwendungen bereits fertigungstechni-
sche Aspekte, wie die Ausformungsrichtung und Formschrägen für Gussteile oder die Einhaltung von
Mindestwandstärken mit berücksichtigen [201, 202].
Im Folgenden werden zwei etablierte Verfahren, die vorrangig zur Topologieoptimierung isotroper
Werkstoffe angewendet werden, näher erleutert. Zum Teil erlauben diese Verfahren auch die Berück-
sichtigung anisotroper Materialparameter. Da dieses Gebiet der Topologieoptimierung noch recht
jung ist, aber ein großes Potential für zukünftige Anwendungen bietet, werden auch spezielle Ansätze
zur Topologieoptimierung anisotroper Materialien vorgestellt. Abschließend werden die bestehenden
Verfahren zusammengefasst und bzgl. ihrer praktischen Anwendung für die Auslegung variabelaxialer
FKV-Strukturen bewertet.
3.4.1 Fully Stress Design
Unter der Bezeichung Fully Stress Design (FSD) wird verstanden, dass eine Struktur hinsichtlich
ihrer Strukturmasse optimiert ist, wenn alle Strukturelemente unter einem oder mehreren Lastfällen
eine gleich große Beanspruchung aufweisen. Für Stabtragwerke unter mehrfacher Belastung wurde
beispielsweise von Schmidt [203] bereits 1958 ein Ansatz hierzu vorgestellt. Durch Mattheck wurde,
aufbauend auf der Analyse des mechanischen Verhaltens biologischer Systeme, wie dem Wachstum von
Knochenstrukturen oder dem Baumwachstum, das Axiom konstanter Spannung aufgestellt [139, 195,
204, 205]. Auf Basis dessen wurden Optimalitätsvorschriften für die Formoptimierung und ein Ansatz
für die Topologieoptimierung kontinuierlicher Strukturen entwickelt.
Eine Möglichkeit ein FSD bei der Topologieoptimierung kontinuierlicher Formen zu erreichen wurde
von Hinton et al. [206] durch Einsatz eines EA vorgestellt. Ebenfalls zur Verifizierung der Methode
wird auf eine gute Übereinstimmung mit Ergebnissen des Homogenisierungsverfahrens (vgl. Abschnitt
3.4.2) verwiesen. Auch Steven [207] verwendet die Topologieoptimierungsergebnisse der Homogeni-
sierungsmethode, um damit das von ihm vorgestellte Evolutionary Structural Optimization (ESO)
Verfahren zu validieren. Das auch als als heuristisch bezeichnete ESO-Verfahren basiert auf einer OC-
basierten iterativen elementweisen Bewertung der Von Mises-Vergleichsspannung bzw. der spezifischen
Dehnungsenergie sowie einer anschließenden Löschung kaum oder nicht beanspruchter Elemente.
Ebenfalls auf einem einfachen OC-basierenden Algorithmus baut der von Hinton und Sienz [206]
vorgestellte Ansatz mit der Bezeichnung Evolutionary Fully Stress Design (EFSD) auf. Durch eine
elementweise Spannungsbewertung, mittels Vergleichs- oder Hauptspannungswerten, werden anhand
einer im Iterationsverlauf angepassten Referenzspannung wenig beanspruchte Elemente mit einem
vernachlässigbar niedrigen Steifigkeitswert belegt. Nach Erreichen eines der vorgegebenen Konvergenz-
kriterien, wie z. B. der Überschreitung der Referenzspannung in allen verbliebenen Elementen, wird die
Iteration abgebrochen. Bei den vorgestellten ebenen Beispielen waren hierzu bis zu 200 Iterationsschritte,
d.h. FE-Analysen, notwendig.
Eine anschauliche, jedoch weniger direkte Umsetzung zur Erreichung eines OC-basierten Fully Stress
Designs, stellt das von Baumgarten et al. [195, 204] vorgestellte Verfahren Soft Kill Option (SKO) dar.
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Das Verfahren lässt sich vergleichsweise einfach mit Hilfe gebräuchlicher FEA-Anwendungen umsetzen.
Es basiert dabei auf einer iterativen spannungsabhängigen Anpassung der lokalen Elementsteifigkeit.
Sinngemäß soll Material aus wenig beanspruchten Bereichen entfernt und dafür in stärker beanspruchten
Bereichen angelagert werden. Neben verschiedenen Varianten dieser “Wachstumsregel” hat sich die in
Gleichung (3.9) dargestellte Optimalitätsvorschrift als funktionell erwiesen [195, 208].












Darin bezeichnet E den elementspezifischen E-Modul aus dem n-ten Iterationsschritt. Die zu Beginn
definierte Referenzspannung σrefn kann je nach Iterationsschritt angepasst werden. Die gemittelte
elementweise Von Mises-Vergleichsspannung wird durch σvn definiert. Mit kwichtung wird ein Faktor
zur Wichtung der Spannungsdifferenz von lokalem Spannungswert und gobalem Referenzspannungswert
eingeführt. Außerdem kann der E-Modul nach Unter- oder Überschreiten des Grenzwertes auf den als
minimal oder maximal definierten E-Modul Emin bzw. Emax gesetzt werden.
Durch Kriechbaum [141] wurde mit Bezug auf das Hauptspannungsoptimalitätskriterium CAIO
(vgl. Abschnitt 3.3.1) eine Erweiterung in Verbindung mit dem SKO-Verfahren vorgeschlagen. Beim
sogenannten CAIO-E-Verfahren wird der E-Modul ebener transersalisotroper finiter Elemente in
Faserhauptrichtung sowie quer dazu iterativ angepasst. Ein ähnlicher Ansatz wurde außerdem von
Thielemann [209] für das Finden eines bionisch motivierten Designvorschlags für variabelaxiale
FVK-Strukturen vorgeschlagen. Keines der gezeigten Beispiele, wie der Biegbalken oder die open-hole
Zugscheibe eigenet sich jedoch für eine praktische Umsetzung.
Die Allgemeingültigkeit eines FSD im Besonderen unter Anwendung von OC wird von Hörnlein
[110] kritisch diskutiert. Dagegen verweist Harzheim [208] auf Vorteile eines FSD gegenüber der
Homogenisierungsmethode, die auf einer Optimierung der mittleren Nachgiebigkeit basiert, am Beispiel
einer komplex belasteten Fahrzeugkomponente. Im Rahmen der Entwicklung der Design-Software AOPS
(vgl. Abschnitt 4.2) wurde auch eine Implementierung des SKO-Algorithmus vorgenommen [210, 211].
Als besonders sensitiv zeigte sich das Verfahren bzgl. der Variation der Parameter Referenzspannung,
Wichtungsfaktor, Netzfeinheit, Definition der Steifigkeitsgrenzen und der Schrittweite der Referenzspan-
nung [204, 210]. So lässt sich anders als bei der Homogenisierungsmethode (siehe Abschnitt 3.4.2) kein
Zielvolumen direkt mittels Ziel- oder Restriktionsfunktion definieren, sondern ergibt sich je nach Wahl
der definierten Referenzspannung [6]. Als Anwendungsbeispiel wurden u. a. die in Abbildung 3.8 a)
dargestellte Zugscheibe sowie verschiedene Brake Booster-Varianten mit unterschiedlichem Designraum
untersucht [211, 212]. Aufgrund der starken Parameterabhängigkeit konnten für keine der untersuchten
Strukturkomponenten ein eindeutiges Ergebniss erzielt werden. Von der weiteren Anwendung des
Verfahrens wurde daher im Rahmen dieser Arbeit abgesehen. Zudem ist bisher keine kommerziell
verfügbare Topologieoptimierungssoftware bekannt, in der das SKO-Verfahren implementiert wurde,




Die Homogenisierungsmethode basiert auf dem Ansatz poröses Material in einem Design-Raum bzw.
einem geschlossenen Kontinuum Ω mit einer relativen Ausgangsdichte von 0 ≤ ρ/ρo ≤ 1 so umzuverteilen,
dass sich stark beanspruchte Strukturbereiche mit einer relativen Dichte von ρ/ρo = 1 und weniger
stark beanspruchte Bereiche mit ρ/ρo = 0 herausbilden [105]. Ziel ist es dabei, Strukturen zu entwerfen,
die möglichst wenig poröses Material (niedrige Dichte) aufweisen. Unter der Restriktionsfunktion
eines konstant bleibenden Materialvolumens bzw. der Strukturmasse wird als Optimierungsziel die
Minimierung der inneren elastischen Energie angestrebt, was einer Maximierung der Steifigkeit entspricht.
Zur Lösung des Problems eignen sich besonders numerische Methoden, da so die Diskretisierung der
lokalen Strukturbereiche unter Einsatz finiter Elemente erfolgen kann.
Ein sehr allgemeiner Ansatz der Homogenisierung besteht in der Bildung eines direkten Zusammen-





, wie er von
Bendsøe [194, 123] vorgeschlagen wurde. Da keine echte Homogenisierung für ein mikrostrukturiertes
Materialmodell vorgenommen werden muss, wird das Verfahren den makroskopischen Ansätzen zuge-
schrieben [6]. In Gleichung (3.10) ist der Zusammenhang zwischen dem lokalen Steifigkeitstensor C(x)
sowie der örtlichen Dichte ρ(x) und den Steifigkeitseigenschaften eines isotropen Ausgangsmaterials
C0 beschrieben. Für eine bessere Anschauung wird anstelle der Dichtefunktion das Bauteilvolumen im







C0, p > 1, x ∈ Ω, 0 ≤ ρ(x) ≤ ρ0, p ≥ 1, (3.10)
ˆ
Ω
ρ(x) dΩ ≤ V . (3.11)
Durch Einführung des Exponenten p mit p > 1 hängt der Steifigkeitstensor bzw. für isotropes Material
der E-Modul nunmehr nichtlinear von der lokalen Dichte ab. Hierdurch wird eine Straffunktionalität
für quasi-poröse Dichte geschaffen. Aufgrund dieses penalty-Faktors wurde auch die Bezeichnung
der Methode gewählt: Solid Isotropic Material with Penalization (SIMP). Je größer der Exponent
p desto weniger nimmt die Steifigkeit bei gleicher relativer Dichte zu. In Abbildung 3.18 wurde die
charakteristische Polynomfunktion für verschiedene Werte von p berechnet und dargestellt. In der
Praxis hat sich ein Wert von p ≥ 3 bewährt. Aus Sicht des Optimierungsprozesses sind hierdurch die
Volumenkosten für ein Material mittlerer Dichte zu hoch. In Folge dessen weist die resultierende Struktur
eine ausgeprägte lokale “0-1”-Verteilung der lokalen Materialdichte auf. Dies ist aus ingenieurtechnischer
Sicht günstig, aus numerischer Sicht lässt sich dadurch jedoch kein globales Optimum finden [6].
Durch Einsatz von Filterfunktionen kann eine Unabhängigkeit gegenüber dem Diskretisierungsgitter
erreicht werden. Somit kann die Konvergenz hinsichlich eindeutiger Verteilungen erreicht werden und
Effekte, wie das Schachbrettmuster (engl. checker-board) können erfolgreich vermieden werden [123]. Von
Setoodeh et al. [213, 86] wurde eine Erweiterung des SIMP-Verfahrens durch Kombination mit einem
zellularen Automaten für die Topologieoptimierung anisotroper Werkstoffe entwickelt, bei dem ebenfalls
multiple Lastfälle mit im Optimierungsprozess berücksichtigt. Das Vorgehen hierzu wurde an ebenen
Strukturbeispielen demonstriert. Einen iterativer Ansatz zur zur Topologieoptimierung anisotroper
Materialien wurde von Albers et al. [214] vorgestellt. Dabei wird das isotrope SIMP-Verfahren mit
einem nachgeschalteten Schritt durch die Substitution mit anisotroper Elementen gekoppelt. Die
Elementhauptrichtungen werden hierbei entsprechend den Hauptpsannungsrichtungen orientiert und die
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resultierende Dehnungsenergieverteilung für den nächsten OC-basierten SIMP-Optiermierungsschritt
verwendet.
Abb. 3.18: Zusammenhang zwischen lokaler Steifigkeit und Dichte in Abhängigkeit des Exponenten p
Ein wesentlicher Vorteil des SIMP-Verfahren besteht in der vergleichsweise niedrigen Anzahl an Desi-
gnvariablen, welche eine programmiertechnische Implementierung und praktische Anwendung begünstigt.
Zur Lösung des Optimierungsproblems wird lediglich ein Designparameter pro Element benötigt. Ein
häufig angestrebtes Optimierungsziel ist eine möglichst hohe Struktursteifigkeit. Das Optimierungsziel
einer maximalen Struktursteifigkeit lässt sich nach Gleichung (3.12) numerisch günstiger durch die
Minimierung der elastischen Energie des Systems ausdrücken. Die Nebenbedingung einer dabei konstant
bleibenden Strukturmasse ist in Gleichung (3.13) angegeben.
min f(x, ρ) = min 12
´
Ω ε
T (x)C(x, ρ)ε(x)dΩ (3.12)
h(x, ρ) =
´
Ω ρ(x)dΩ − m = 0, 0 ≤ ρ(x) ≤ ρ0 (3.13)
Die Lösung des Optimierungproblems kann entweder durch Einsatz von Optimalitätskriterien (OC)
oder von Verfahren der mathematischen Programmierung (MP), wie der Method of Moving Asymptots,
erfolgen. Eine genaue Beschreibung zur Implementierung entsprechender Optimierungsalgorithmen
wurden von Bendsøe und Siegmund [123] sowie von Schumacher [105] vorgelegt und soll an
dieser Stelle nicht weiter vertieft werden. Ein wesentlicher Vorteil der Verwendung MP-basierter
Optimierungsalgorithmen ist die Möglichkeit ebenfalls andere Zielfunktionen als die Miminierung der
Nachgibkeit zu Berücksichtigen, wie Beispielweise die Optimierung von Eigenfrquenzen [215].
Das SIMP-Verfahren entweder auf Basis eines OC- oder eines MP-Algorithmus hat sich heute in
kommerziellen Anwendungen zur Topologieoptimierung, wie TOSCA Structure der Firma FE-Design
oder OptiStruct der Firma ALTAIR, als Standard durchgesetzt [216, 217], bleibt dabei jedoch nur
auf eine Strukturoptimierung auf Basis isotroper Werkstoffe beschränkt. Vorteilhaft ist bei aktuellen
Softwareanwendungen die Möglichkeit eine Topologieoptimierung u. a. mit dem Ziel der Minimierung
der mittleren Nachgiebigkeit auch unter Berücksichtigung mehrerer unterschiedlich gewichteter Lastfälle
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durchfüren zu können. Mit Hilfe der Software TOSCA Structure wurden die im Rahmen der Arbeit
bereits für die Materialoptimierung (vgl. Abschnitt 3.3.1) herangezogenen Beispielstrukturen, einer Zug-
scheibe mit unterschiedlich breiten Einspannbereichen in Abbildungen 3.8 a) und einer biegebelasteten
Scheibe in Abbildungen 3.6 a) mit Hilfe des SIMP-Verfahrens topologisch optimiert. Für die mittels FEA
durchgeführten Strukturberechnungen wurden die FE-Modelle der rechteckigen Ausgangsgeometrien mit
einer Elemtengröße von 0 , 01 · a versehen. Zudem wurde für den Lastfall mit der Kraft in x-Richtung
auf die Nebenbedingung der FE-Simulation bzgl. einer konstanten Verschiebung an allen Knoten mit
Kraftangriff verzichtet. Als Zielfunktion Optimierung wurde die Maximierung der Steifigkeit gewählt.
Für die Nebenbedingung der Volumenverteilung wurden verschiedene relative Ausgangsdichten von
ρ/ρo = 0, 3; 0, 4 und 0, 5 gewählt. Zudem wurden sowohl der implementierte optimilitätsbasierte (OC) als
auch der sensitivitätsbasierte (MP) Optimierungsalgorithmus verwendet. Bei letzterem kommt hierbeit
das MMA-Verfahren zum Einsatz [218]. Weitere mögliche, das Optimierungsergebnis beeinflussende,
Nebenbedingungen, wie die Vorgabe minimaler Breiten sich herausbildender Streben, wurden nicht
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Abb. 3.19: Ergebnis der Topologieoptimierung für die beiden Einzellaststrukturen Zug- bzw. biegebelas-
tete Scheibe unter Verwendung verschiedener Ausgangsdichten und Optimierungsalgorithmen
Während die Ergebnisse der OC-basierten Optimierung eine eindeutige “0-1”-Verteilung aufweisen,
welche in einer nahezu einfarbigen Darstellung der verbliebenen Elemente mit einer relativen Dichte
von ρ/ρo = 1 resultieren, weist das Ergebnis der MP-basierten Optimierung für das jeweils vorgegebene
nominelle Dichteverhältnis, bzw. im ebenen Fall auch Flächenverhältnis, an der Außenkontur Elemente
mit einer reduzierten Steifigkeit von E/Eo ≥ 0, 1 auf.
Im Fall der Zugscheibe wird ein aus ingeneurmäßiger Betrachtung sinnvolles Ergebnis für eine Aus-
gangsdichteverteilung von ρ/ρo = 0, 5 erreicht. Nach Abstraktion entspricht dies einem erwartbaren
Ergebnis einer trapezförmigen Zugscheibe. Wird zu Vergleichszwecken eine flächenbezogene Steifigkeit
hinsichtlich der maximalen Verschiebung in Kraftrichtung herangezogen, so besitzen beide Strukturen
gegenüber der rechteckigen Ausgangsstruktur einen Zuwachs von ca. 30%. Für eine Realisierung mittels
TFP-Technologie wäre hierbei zudem die Maßgabe, dass die abzulegenden Fasern auf der Einspan-
nungsseite über einen durchgängig äquidistanten Abstand verfügen sollen, ohne weiteres erfüllbar. Die
praktische Umsetzung des Zugscheibenproblems wird in Abschnitt 5.1 weiter ausgeführt.
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Im Fall der biegebelasteten Scheibe werden zunächst augenscheinlich große Unterschiede zwischen den
OC- bzw. MP-basierten Ergebnissen deutlich. Bei der OC-basierten Optimierung bilden sich abhängig
von der gewählten Dichterestriktion unterschiedliche Topologieklassen heraus. Für den vorgegebenen
Designraum weist das Design ab einem Ausgangsdichteverhältnis von ρ/ρo ≥ 0, 4 zudem Ähnlichkeit
mit der Referenzlösung von Michell (vgl. Abbildung 3.2) mit sich herausbildenden senkrecht auf-
einander stehenden Tragwerkstreben auf. Ab einem Dichteverhältnis von ρ/ρo = 0, 4 wäre zudem
die Maßgabe erfüllt, dass eine flächige, nicht unterbrochene Anbindung am linken Einspannbereich
bestehen bleibt. Dagegen weisen die MP-basierten Optimierungsergebnisse in diesem Beispiel stets
die gleiche Topologieklasse auf. Die enstandenen Formen unterscheiden sich nur durch unterschiedlich
stark herausgebildete Stegbreiten. Werden die flächenbezogenen Steifigkeiten bzgl. der maximalen
Verformung in Kraftrichtung für eine Referenzdichte von ρ/ρo = 0, 4 verglichen, ergibt sich für das OC-
basierte Ergebnis eine Verbesserung von rund 25% und für die MP-basierte Varainte eine Verbesserung
von etwa 18%. Ein genereller Rückschluss für die Wahl des geeigneteren Optimierungsansatzes kann
hierdurch aber nicht getroffen werden. Besonders bei biegebelasteten Strukturen ist die Optimierung
dreidimensionaler Strukturen sinnvoll, da es hierbei gleichzeitig zu einer Verbesserung der effektiv
tragenden Querschnitte kommt. So würden im Sinner der Erhöhung des Flächenträgheitsmoments
die äußeren zug- und druckbeanspruchten Gurte deutliche dicker ausgelegt werden, als die restlichen
verbleibenden Stützelemente. Dieses Prinzip wird am praktischen Beispiel der Topologieoptimierung
eines Fahrradbremsverstärkers (engl. Brake Booster) in Abschnitt 5.2.3 verdeutlicht.
Wird eine lasttragende topologisch optimierte Struktur unter Einwirkung mehrerer Lastfälle gesucht,
stehen verschiedene Ansatzpunkte zur Wahl. Zum einen besteht die Möglichkeit die optimalen Strukturen
unter Einzellast zu überlagern. Im Falle einer FKV-Struktur, umgesetzt mittels TFP, würde dies
bedeuten, dass die für den jeweiligen Lastfall angepasste Lage den Großteil der Kräfte aufnimmt. Da
die anderen Lagen in diesem Falle nur quasi ungenutze Masse darstellen, kann hierbei nicht von einer
idealen Leichtbaulösung ausgegangen werden. Zudem würden sich im Falle einer Überlagerung die
Fadenverläufe der jeweils darunter liegenden Kontur anpassen und nicht mehr ideal gestreckt vorliegen.
Ebenfalls als ungünstig kann die Superposition einzelnen Lastfälle bewertet werden. Die Ergebnisse der
Kombination von Zug- und Biegelast mit Fx = Fy entsprechend Abbildung 3.12 ist in Abbildung 3.20
links wiederum für verschiedene Ausgangsdichteverhältnisse und Optimierungsalgorithmen dargstellt.
Die sich herausbildende tragwerksähnlichen Strukturen mit zum Teil stark unterschiedlichen Topoligien
sind auf die dominante Biegebeanspruchung zurückzuführen. Die Verbesserung der flächenbezogenen
Steifigkeiten bzgl. der maximalen auftretenden Verformung im Falle eines Dichteverhältnises von
ρ/ρo = 0, 4 im kombinierten Lastfall beträgt gegenüber der rechteckige Ausgangsgeomtrie ca. 19 %
für die OC-basierte Optimierung und ca. 18 % im Falle der Optimierung mittels MP. Wird nun
beispielsweise die resultierende OC-basierte Struktur nur mit der Kraft in x-Richtung belastet, nimmt
die flächenbezogenen Steifigkeiten in Kraftrichtung um bis zu 95% und im Fall der Einzellast in
y-Richtung um bis zu 44% ab.
Einen günstigeren Ansatz zur Topologieoptimierung unter mehreren Lastfällen stellt die separate
Aufbringung und anteilige Wichtung der Lastfälle dar, wie dies beispielweise mit dem verwendeten
Softwaretool realisiert werden kann. In der Abbildung 3.20 rechts sind hierfür die Ergebnisse dargestellt.
Auch hier resultiert das finale Strukturdesign vor allem aus einer hohen Biegebanspruchung. Jedoch
weisen die Strukturen eine höhere Symmetrie auf, um auch die Zugbelastung entsprechend mit aufnehmen
zu können. Für den kombinierten Lastfall resultiert dies im Beispiel des Dichteverhältnises von ρ/ρo = 0, 4
in einer Verbesserung der flächenbezogenen Steifigkeiten bzgl. der maximal auftretenden Verschiebung
von rund 24% für den OC- und rund 10% im Fall eines MP-basierten Optimierungsalgorithmuses.
Wird die Struktur der OC-basierten Optimierung bzgl. ihrer Steifigkeit für einzeln aufgebrachte Lasten
überprüft, so weist die flächenbezogenen Steifigkeiten in x-Richtung lediglich eine Verringerung von
rund 57% und im Falle des Kraft in y-Richtung sogar eine Verbesserung von ca. 18% auf.
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Kombinierter Lastfall: Separat gewichtete Lastfälle:
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Abb. 3.20: Ergebnis der Topologieoptimierung für eine Lastfallkombination bzw. separate Berücksichti-
gung von Zug- und Biegelastfall
Neben der direkten Beschreibung für isotrope Materialien entsprechend dem SIMP-Verfahren wurde von
Maute und Ramm [219] eine makroskopische Materialmodellbeschreibung für orthotrope Werkstoffe
entwickelt. Ansatzpunkt zur Beschreibung sind biaxiale bzw. orthogonal ausgerichtete Laminatschichten,
wie sie beispielsweise Gewebe aufweisen. Für die Optimierung einer ebenen Struktur werden nunmehr
drei unabhängige Desingvariablen pro Element benötigt. Zwei für die Faserdichte je orthogonaler
Hauptrichtung und eine zur Beschreibung der Materialorientierung. Mit Hilfe des Materialmodells lassen
sich aus numerischer Sicht gute Ergebnisse für das Optimierungsproblem erzielen. Die entstehenden
Strukturen gleichen dabei Ergebnissen, wie sie mittels komplexer mikromechanischer Werkstoffmodelle
erzielt werden können und in Abbildung 3.24 b) und c) dargestellt werden.
Den flexibelsten und allgemeinsten Ansatz zur Optimierung von Strukturen mit ansiotropen Werkstof-
fen mittels einer makroskopischen Beschreibung des Materialverhaltens besteht in der Free Material
Optimization (FMO), auch als Free Material Design bezeichnet [110]. Die Grundlage des Ansatzes für
2- und 3-dimensionale Strukturen geht auf Bendsøe et al. [220] zurück. Dabei konnte gezeigt werden,
dass sich für Strukturen mit anisotropen Werkstoffeigenschaften, die sich mittels Kontinuumsmecha-
nik beschreiben lassen, eine Minimierung der äußeren Verschiebung durch Optimierung des lokalen
Material- bzw. Elastizitätstensors erzielen lässt. Anhand von Invarianten des Elastizitätstensors werden
dazu Kostenfunktionen aufgestellt, die eine Bewertung der lokalen Materialverteilung zulassen. Durch
Implizierung der Forderung, dass die Materialhauptrichtungen entsprechend der Hauptdehnungsrich-
tungen zu orientieren sind und somit Schubanteile Null gesetzt werden können, kann die Anzahl an
Komponenten des Elastizitätstensors und somit auch die der notwendigen Designvariablen verringert
werden. Ursprünglich nur für die Anwendung für einen Lastfall entwickelt, lassen aktuelle Ansätze
ebenso die Berücksichtigung mehrerer Lastfälle zu [221, 222]. Zur Lösung des Optimierungsproblems
können sowohl OC als auch Verfahren der MP verwendet werden [220, 223]. Neben der Minimierung
der Nachgiebigkeit wurden auch Anätze entwickelt, die als Zielfunktion eine Minimierung einer lokalen
Spannungskonzentrationen berücksichtigen [224]. Eine genaue Beschreibung der Grundlagen der FMO
findet sich in [222, 123, 225] gegeben. Die FMO ermöglicht gleichzeitig die Optimierung der Mate-
rialverteilung innerhalb einer vorgegebenen Struktur, also deren Form bzw. Topologie, als auch der
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lokalen Materialorientierung und stellt enstsprechend der in Abbildung 1.2 gegebenen Definition eine
Kombination aus diesen unterschiedlichen Disziplinen zur Strukturauslegung dar. In Abbildung 3.21 ist
für eine biegebelastete Scheibe (a) das Ergebnis einer Free Material Optimization nach Zowe [223] für
die Materialverteilung (b) bzw. die lokale Hauptspannungsorientierung (c) dargestellt.
a) b) c)
Abb. 3.21: Ergebnis der Free Material Optimization einer biegebelastete Scheibe nach [223]
Die erhaltene Lösung resultiert in einer kontinuierlichen und wenig diskreten Topologiebeschreibung.
Unter theoretischen Aspekten sind die Ergebnisse der FMO als hochwertige und optimale Lösungen zu
bertrachten. Aufgrund der schwachen Differenzierung lasttragender Bereiche sind für eine praktische
Anwendung weitere ingenieurtechnische Abstrakttionsschritte notwendig. So müssen Anhand der erhal-
tenen Lösungen Ablagemuster bzw. diskret herauszubildende Strukturelemente eigenständig definiert
werden [224]. Kritisch ist dabei auch, dass die FMO-Ergebnisse einen großen Interpretationsspielraum
bieten. Aufgrund der subjektiven Anpassungsmaßnahmen kann davon ausgegangen werden, dass sich
die Eigenschaften des realen Bauteils von der ursprünglichen optimalen Lösung entfernen.
Neben der direkten Anpassung bzw. Optimierung der Elemente des Elastizitätstensors besteht die
Möglichkeit makroskopische Materialparameter auch auf Basis meso- oder mikroskaliger Modellierungs-
ansätze zu beschreiben. Im Allgemeinen ist hierdurch eine anschaulichere Darstellung der Materialei-
genschaften möglich, z. B. in dem direkt mikrostrukturierte Werkstoffe wie Schäume oder biologisch
zellulare Materialien auf mehreren Größenskalen betrachtet werden. Bei dem von Bendsøe und Ki-
kuchi [226] vorgeschlagenen Ansatz der Homogenisierung wird der Zusammenhang zwischen lokaler
Dichteverteilung und dem örtlichen Steifigkeitstensor anhand einer porösen Einheitszelle repräsentiert.
Als besonders vorteilhaft hinsichtlich einer bzgl. des FE-Netz unabhängigen Konvergenz hat sich hierbei
die Beschreibung eines viereckigen Hohlraums innerhalb einer quadratischen Einheitszelle herausge-
stellt [226, 162]. In Abbildung 3.22 ist eine solche Mikrozelle mit Bemaßung des Hohlraums und den
resultierenden Komponenten des Elastizitätstensors C11 und C22 für den ebenen Spannungszustand
dargestellt.
Neben der Dichtbeschreibung für isotrope Werkstoffe, welche anhand eines einbeschriebenen Quadrats
mit a = b darstellbar ist, kann durch eine gedrehte Ausrichtung der Einheitszelle mit a = b auch
anisotropes Materialverhalten beschrieben werden. In [123] werden darüber hinaus alternative Ansätze
für eine mögliche Mikrostrukturierung einer Einheitszelle diskutiert und deren Eigenschaften verglichen.
Der beschriebene Ansatz zur Verwendung einer Einheitszelle mit Rechteckloch führt im Allgemeinen zu
einer sehr diskreten Materialverteilung und somit zur Herausbildung tragwerksähnlicher Strukturen.
Die Optimierungsergebnisse sind jedoch von der Diskretisierung abhängig und weisen aufgrund des
gewählten Parametrisierungsansatzes lokale Minima auf. Aus diesem Grund werden Werkstoffmodelle
mit sogenannter 1. Ordnung auch als suboptimal bezeichnet [6].
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Abb. 3.22: Mikrozelle mit Bemaßung und orientierten Komponenten des Elastizitätstensors
Von Maute [6] werden Mikrostrukturen als optimal bezeichent, die einer Strukturierung über N
Skalen aufweisen. Sogenannte Rank-N -Strukturen bieten sich demnach besonders für die Abbildung
orthotroper Materialeigenschaften an. Dabei definiert der Rank die Ordnung bzw. die Anzahl an Skalen
die zur Beschreibung der Materialeigenschaften verwendet werden. Ausgehend von einer makroskopisch
homogenisierten Einheitszelle besitzen verschiedene darüber liegende Skalen jeweils eine erneute eigene
Mikrostrukturierung. Innerhalb jeder Skala wird die darüber liegende Struktur als kontinuierliches
homogenisiertes Material betrachtet. In Abbildung 3.23 ist zur Veranschaulichung eine Rank-2 -Struktur
dargestellt.
Abb. 3.23: Prinzipieller Aufbau einer Rank-2 -Mikrostruktur
Die höchste der abgebildeten drei Skalen ist dabei lediglich aus den zwei homogenen isotropen Materialien
C+und C− mit jeweils unterschiedlicher Steifigkeit aufgebaut. Jede Mirkozelle auf der Skala N besitzt
demnach zwei Variablen mit denen sich die Volumenanteile und die Materialorientierung definieren
lassen. Sollen mehrere geschichtete Laminate modelliert werden, müssen Skalenmodelle mit einer
höheren Ordnung verwendet werden. Nach Maute [6] reicht ein Rank-2 -Materialmodell zur Lösung des
Topologieoptimierungsproblems für zweidimensionale Laminate mit orthogonaler Faserorientierung und
unter Berücksichtigung nur eines Lastfalls aus. Werden dagegen mehrere Lastfälle im EBZ betrachtet,
werden Rank-3 Materialmodelle benötigt. Für die Optimierung räumlicher Strukturen mit einem
Lastfall müssen ebenfalls Rank-3 und im Falle mehrerer Lastfälle Rank-6 -Modelle verwendet werden.
In Abbildung 3.24 sind optimale Materialverteilungen für unterschiedliche Werkstoffmodelle von Maute
[6] gegenübergestellt worden. Als Optimierungsziel soll die elastische Energie minimiert werden in
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einem vorgegebenen Designraum mit einer Ausgangsdichte von ρ/ρo = 0, 2. In a) wird eine analytische
Lösung nach Hemp [126] für das klassische Problem einer biegebelasteten Scheibe mit kreisrundem
Einspannbereich nach Michell [120] mit der Lösung eines Rank-2 Materialmodells in b), einem
angepassten Materialmodell nach Maute in c), einem orthotropen makroskopischen Materialmodell
in d) sowie einem isotropen makroskopischen Materialmodell in e) gegenübergestellt. Die mit Hilfe
mehrskaliger Modellansätze auffindbaren Lösungen weisen dabei im Vergleich zu Lösungen mit diskret
herausgebildeter tragwerksähnlicher Struktur die beste Relaxation des Optimierungsproblems auf.
Das heißt, dass die in Abbildung 3.24 b) und c) gezeigten Lösungen nur eine geringe Abweichung
bzgl. der erreichbaren minimalen Dehnungsenergie gegenüber einer analytischen Lösung einer quasi-
kontinuierlichen Michell-Struktur besitzen [6].
a) b) c) d) e)
Abb. 3.24: Optimale Materialverteilung: Vegleich unterschiedlicher Werkstoffmodelle nach [6]
Unter praktischen Gesichtspunkten weisen die Ergebnisse mehrskaliger Materialmodellansätze jedoch
große Bereiche mit poröser, d.h. nicht diskreter, Materialvereilung auf und besitzen somit eine große
Ähnlichkeit zu Ergebnissen der FMO (vgl. Abbildung 3.21). Für den Einsatz mehrskaliger bzw. mi-
krostrukturierter Werkstoffe, bei denen die Möglichkeit zur gezielten Mikrostrukturierung vorhanden
ist, besitzt diese Gültigkeit. Unter Einsatz ingenieurtechnischer anisotroper Verbundwerkstoffe, wie
bei der Verlegung diskreter Verstärkungsfäden für FKV-Strukturen mittels TFP, stellt dies jedoch
einen sehr ungünstigen Ansatz dar. In diesem Fall müssten die Fadenverlaufstrajektorien entweder,
wie bei der FMO entlang diskreter, manuell abstrahierter Strukturelemente verlaufen oder durch
Integration des vorliegenden Vektorfelds von Hauptdehnung bzw. -spannung, ähnlich dem Vorgehen bei
der Hauptspannungsoptimierung (vgl. Abschnitt 3.3.1.2), generiert werden. In letzterem Fall wären
ungünstige Verbundeigenschaften wie ein lokal heterogener Faservolumengehalt die Folge.
3.4.3 Topologieoptimierung multiaxialer FKV-Strukturen
Verschiedene Ansätze zur lagenweisen Topologieoptimierung multiaxial aufgebauter FKV-Strukturen
wurden von Hansel [104, 227] vorgestellt. Ansatzpunkt zur Optimierung multiaxialer FKV-Strukturen
war die Einschätzung, dass variabelaxiale FKV-Strukturen einen vergleichsweise kostenintensiveren
Fertigungsprozess benötigen. Ausgehend von einem ebenen vorgegebenen Designraum mit einem
quasiisotropen Laminataufbau wurden unterschiedliche Optimierungsalgorithmen untersucht, um eine
masseminimale Gesamtstruktur unter gegebenen Festigkeits- oder Nachgiebigkeitsrestriktionen durch
gezielte topologische Anpassung einzelner Layer zu erzielen. Einen programmiertechnisch dabei einfach
umzusetzenden Ansatz stellt die Verwendung eines heuristischen Algorithmus dar, bei dem iterativ auf
Basis der Bewertung vorliegender Hauptspannungen und Hauptspannungswinkel in jedem einzelnen
Layer schwach beanspruchte Elemente entfernt werden. Darüber hinaus wurden ebenfalls Verfahren
der MP, wie die Anwendung einer sequentiellen Linearisierung, oder genetische Algorithmen eingesetzt.
Eine Bewertung anhand einer praktischen Umsetzung der Optimierungsergebnisse erfolgte nicht. Bei
der angestrebten Umsetzung auf Basis separat zugeschnittener Prepreg-Lagen dürften unter praktischen
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Aspekten neben der exakten Positionierung aus mechanischer Sicht vor allem die Anbindung der
Kreuzungspunkte der einzelnen unterschiedlichen Lagen eine besondere Herausforderung darstellen.
3.4.4 Zusammenfassung
Verfahren zur Gestaltung von Leichtbauteilen mittels Topologieoptimierung haben sich bereits in der
ingenieurtechnischen Praxis etabliert, vor allem für die Auslegung von Komponenten aus isotropen
Konstruktionswerkstoffen. Hierbei dominiert vor allem das zu den Homogenisierungsmethoden zählende
SIMP-Verfahren, welches bereits in verschiedenen kommerziellen Optimierungstools integriert wurde.
Hierdurch ist es möglich ausgehend von einem definierten Designraum entscheidende lasttragende
Strukturbereiche zu ermitteln. Durch Einsatz geeigneter OC- bzw. MP-basierter Optimierungsalgo-
rithmen können so zwei- und dreidimensionale Designvorschläge generiert werden, die besonders im
Fall eines einzigen Lastfalls zu tragwerksähnlichen Strukturen führen. Jedoch bieten aktuelle Topolo-
gieoptimierungstools bereits Ansätze, unter separater Berücksichtigung mehrerer Lastfälle optimale
Strukturentwürfe zu erzeugen, die sowohl gegenüber Strukturentwürfen durch Überlagerung von Ein-
zelzweckstrukturen, als auch gegenüber den Optimierungsergebnissen auf Basis der Superposition der
einzelnen Lastfälle, überlegen sind.
Mit Hilfe einer direkten makroskopischen Beschreibung mittels Elastizitätstheorie, als auch mit Einsatz
mikroskopischer Ersatzmodelle, wurden in jüngerer Zeit Verfahren zur Topologieoptimierung unter
Beachtung anisotroper Materialeigenschaften entwickelt. Die hierdurch optimierten Strukturentwürfe
weisen jedoch keine diskreten Strukturbereiche auf und bedürfen hinsichtlich einer variabelaxiale FKV-
Fertigung entweder einer manuellen Beurteilung bzgl. einer diskreten Strukturaufteilung oder einer
nachträglichen Trajektorienableitung auf Basis des berechneten Hauptrichtungsvektorfelds, ähnlich dem
Vorgehen bei einer reinen Materialoptimierung. Darüber hinaus sind die vorrangig für eine Umsetzung
mittels AFP-Verfahren entwickelten Optimierungsansätze bisher noch nicht in kommerziell verfügbare
Softwaretools implementiert worden. Einer Übertragung des, auch als auch als freie Materialoptimierung
bezeichnten, Optimierungsverfahrens hinsichtlich der Umsetzung mittels TFP-Technologie steht zudem
der Einsatz der verwendeten ebenen FE-Analysemodelle entgegen. Wie bereits bei den in Kapitel 3.3
beschriebenen Materialoptimierungsansätzen werden die bei einer Endlosfaserverstärkung enstehenden
lokalen Dickenvariationen, und somit auch variierenden Steifigkeitsverteilungen, bisher aus Gründen
einer vereinfachten Modellbildung nicht mit berücksichtigt. Ebenso wenig finden diese fertigungsbe-
dingten Restriktionen Anwendung bei der Optimierung dreidimensionaler Strukturen. Daher dürfen
die Ergebnisse einer isotropen aber auch einer anisotropen topologischen Strukturoptimierung nur als
Designvorschläge betrachtet werden.
3.5 Schlussfolgerungen für die praktische Anwendung
Der Stand der Technik zeigt, dass es vor allem bzgl. der Steifigkeit zwei grundsätzliche Herangehensweisen
für die Auslegung und Optimierung von anisotropen variabelaxialen FKV-Strukturen gibt. Zum einen
wurde eine Vielzahl unterschiedlicher Methoden zur reinen Materialoptimierung entwickelt, bei der
eine Anpassung der Materialeigenschaften für einen definierten Strukturraum mit gegebenem Lastfall
vorgenommen wird. Hierbei spielen vor allem Ansätze zur hauptspannungs- bzw. hauptdehnungsbasierten
Orientierung von Verstärkungsfasern eine wichtige Rolle. Wird ein iterativer Optimierungsprozess
hierzu verwendet, kommen hierbei vor allem Optimalitätskriterien zum Einsatz. Eine grundlegende
Herausforderung der Materialoptimierung besteht in der Iterpretation des erzeugten Vektorfelds für eine
daraus abzuleitende Trajektorienschar, die eine unter praktischen Gesichtspunkten günstige Umsetzung
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einer Preform bzw. eines FKV-Bauteils mittels variabelaxialer Fadenablageverfahren zulässt. Aus
strukturmechanischer Sicht sind hierbei vor allem solche Ablagemuster zu vermeiden, die aufgrund
lokaler großer Fadenabstände harzreiche Zonen aufweisen können.
Einen allgemeineren Ansatz zur Strukturauslegung stellt die Topologieoptimierung dar. Hierbei wird
die Gestalt des zu optimierenden Bauteils auf Basis äußerer Randbedinungen und des zur Verfügung
stehenden Designraums angepasst. Für isotrope Werkstoffe sind diese Verfahren mittlerweile gut im
Ingenieuralltag etabliert. Sollen die dabei entstehenden, oft tragswerksähnlichen Strukturen mittels
FKV-Werkstoffen umgestzt werden, bieten sich hierzu in erster Linie variabelaxialen Fadenablagever-
fahren an. Eine kombinierte Betrachtung bzw. Optimierung der Materialverteilung sowie der ansitroper
Materialorientierung, ist anhand mehrskalige Homogenisierungsverfahren oder durch Einsatz der freien
Materialoptimierung möglich. Nachteilig ist dabei, dass im Vergleich zur isotropen Topologieopti-
mierungsverfahren nur wenige diskrete Strukturelemente erzeugt werden. Für die Interpretation der
Optimierungsergebnisse muss ebenfalls das optimierte Hauptrichtungsvektorenfeld bzgl. einer ferti-
gungstechnischen und strukturmechanisch günstigen Umsetzung interpretiert und daraus ein möglicher
Fadenverlauf abgeleitet werden.
Werden beide grundsätzlichen Ansätze zur variabelaxialen FKV-Strukturoptimierung verglichen, fällt
auf, dass sehr große Anstrengungen für die theoretische Entwicklung von Optimierungsverfahren un-
ternommen worden. Mit Ausnahme weniger Beispiele bei der reinen Materialoptimierung bzw. der
freien Materialoptimierung wurden jedoch keine Untersuchungen zur praktischen Umsetzung der Opti-
mierungsergebnisse unternommen. Aus diesem Mangel an praktischem Verständis geht hervor, dass
wesentliche Randbedingungen, die eine variabelaxiale Ablage endloser Verstärkungsfäden kennzeichnen
bisher nicht im Optimierungsprozess berücksichtigt werden. So werden beispielsweise fast ausnahmslos
ebene Analysemodelle für die FEA verwendet, die in keinster Weise einen in Folge variabler Fadenab-
stände variierenden Dickenverlauf berücksichtigen. Dieser Dickenverlauf führt am realen TFP-Bauteil
jedoch zu lokal unterschiedlichen Steifigkeitsverteilungen und somit zu einer vom ebenen Idealfall
abweichenden Spannungs- und Dehnungsverteilung. Prinzipiell besteht zwar sowohl für die Material-
und Topologieoptimierung die Möglichkeit, dreidimensionale Modelle zu verwenden und mit diesen
Optimierungsrechnungen durchzuführen, jedoch werden auch hier nicht a priori realistische, die jeweilige
Fertigungstechnologie berücksichtigende Analysemodell verwendet bzw. erzeugt. So gesehen stellen
Ergebnisse beider Strukturoptimierungsansätze mehr oder weniger nur grobe Designvorschläge dar, auf
Basis dessen der Ingenieur selbstständig das abschließende Design eines variabelaxialen FKV-Bauteils
zu entwickeln hat.
Aus dieser Betrachtung heraus ergeben sich verschiedene Fragestellungen für die praktische Anwendung
der möglichen Optimierungsansätze mit Bezug auf eine Umsetzung mit dem TFP-Verfahren: Welcher
Designvorschlag, basierend auf bereits entwickelten Material- oder Topologieoptimierungsansätzen, ist
unter strukturmechanischen und fertigungstechnischen Aspekten günstiger? Ist die Verwendung einer
isotrop topologisch optimierten Struktur als Grundlage für ein variabelaxiales Faserdesign vorteilhaft?
Welche Fertigungsrestriktionen sind hierbei zu beachten? Und darüber hinaus, ist es möglich, bereits
ausgehend vom Fadenablagemuster ein realitätsnahes FE-Modell zu erstellen, welches unter gegebenen
Umständen auch im Rahmen eines Optimierungsprozesses als Anaylsemodell eingestzt werden kann?
Durch letzteres würden sich besonders für komplexe variabelaxiale TFP-FKV-Strukturen ein erheb-
liches Einsparpotential bei der Bauteilentwicklung ergeben, da hierdurch aufwendige experimentelle
Validierungen auf ein Minimum reduziert werden könnten. In den folgenden Kapiteln sollen Beiträge
zur Beantwortung dieser offenen Fragestellungen vorgestellt werden.
4 Ansätze zur Auslegung variabelaxialer
TFP-Bauteile
4.1 Die TFP-Prozesskette
Zu Beginn der Untersuchungen der vorliegenden Arbeit wurde sowohl im Forschungsbetrieb als auch
im industriellen Umfeld die in Abbildung 4.1 dargestellte TFP-Prozesskette angewendet. Zunächst wird
dabei von Seiten des Auftraggebers des TFP-Bauteils eine Definition der Designparameter vorgelegt.
Werden hierbei von Seiten des Anwenders bzw. eines Auftraggebers von TFP-Preformen nicht schon
vordefinierte, zumeist multiaxial gestaltete Laminataufbauten vorgegeben, steht am Beginn der Prozess-
kette die Definition der Designparameter des herzustellenden FKV-Bauteils. Zu den Designparametern
zählen neben dem verfügbaren Bauraum bzw. der späteren Bauteilgestalt auch Angaben zu Lasten und
mögliche Randbedingungen. Diese Parameter sind Grundlage für einen vor allem auf Ingenieurerfah-
rung basierten Auslegungsprozess. Als ingenieurmäßiges Vorgehen kann beispielsweise eine intuitive
oder anhand analytischer Überschlagsrechnungen durchgeführte Anpassung der Bauteilgestalt bzw.
des Querschnitts, z. B. zur Erhöhung der Flächenträgheitsmomente bei biegebeanspruchten Bautei-
len, angesehen werden. Ein ebenso ingenieurmäßiger Ansatz ist die Orientierung der Faserrichtung
entlang offensichtlicher Hauptbeanspruchungsrichtungen innerhalb eines Bauteils, wie sie z. B. an
Zug-Druck-Streben oder an biegebelasteten Tragwerkselementen naheliegend sind [3, 228, 64, 4, 229, 68].
Unterstützt werden kann dieser Auslegungsprozess durch begleitende FE-Analysen an vereinfachten
Simulationsmodellen mit isotropen Materialeigenschaften. Die so ermittelten Vektorplots elementweiser
Hauptspannungsgradienten dienen demnach als Grundlage für die Gestaltung der TFP-Stickmuster.
Sowohl die Erstellung als auch eine etwaige spätere Anpassung des TFP-Musters erfolgt ausschließlich
manuell. Hierbei kommen entweder 2D-CAD-Anwendungen oder spezielle Softwareanwendungen zur
Gestaltung von Stickmustern zum Einsatz. Nach dem sogenannten Punchen, also dem Umwandeln
des mittels Linien vorgegebenen Ablagepfads in Stichdaten, erfolgt das Absticken der Preform am
Stickautomaten sowie anschließend die Konsolidierung mit Matrixmaterial. Die strukturmechanischen
Eigenschaften des abschließend erhaltenen TFP-FKV-Bauteils, wie Bauteilsteifigkeit, -festigkeit und
ggf. Eigenfrequenzen, müssen anhand experimenteller Untersuchungen ermittelt werden. Erst nach
erfolgter experimenteller Betrachtung können Aussagen über notwendige Änderungen des Stickmusters
gemacht werden. Im Anschluss daran wiederholen sich die Prozessschritte zur Bauteilfertigung und
Prüfung. Da mit der Herstellung eines Bauteils nicht nur direkt die Entwicklung und Fertigung einer
Preform, sondern ebenso die Konstruktion, Anpassung und Fertigung von Infiltrationsformen, z. B.
von Injektionswerkzeugen für den RTM-Prozess, verbunden sind, ist die iterative Anpassung einer
TFP-Preform mittels experimenteller Validierung mit hohen Kosten verbunden.
Um die Anzahl notwendiger Iterationen möglichst gering zu halten, werden Bauteile entweder von
vorn herein vergleichsweise einfach, z. B. mit einem multiaxialen Lagenaufbau, gestaltet [230]. Für
deren Auslegung können dann problemlos bereits verfügbare FE-Simulationsmodellansätze auf Basis
von konstant dicken Schalenelementen eingesetzt werden. Ist dies nicht möglich, da beispielsweise
auslegungsbedingt die Preform bzw. das Bauteil bestimmte variabelaxiale Bereiche aufweisen muss,
ist eine Überdimensionierung des Bauteils sehr wahrscheinlich, um aufwendige Iterationsschleifen mit
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Bauteilherstellung und -prüfung zu vermeiden. Hierdurch übererfüllt das Bauteil u. U. zwar bereits von
Anfang an die geforderten mechanischen Kennwerte, jedoch auf Kosten eines möglicherweise erreichbaren
höheren Leichtbaupotentials. Die Ursache hierfür ist, dass es bisher nicht möglich war, Simulationen zur
Steifigkeits- und Festigkeitsbewertung eines komplex variabelaxialen TFP-Bauteils durchzuführen. Darin
liegt auch begründet, dass sich variabelaxiale Fadenablageverfahren, wie die TFP-Technologie, bisher
noch nicht in höherem Maße zur Fertigung von FKV-Strukturen mit extrem hohem Leichtbaupotential
durchgesetzt haben. Ziel dieser Arbeit ist es deshalb, neue Ansätze zu entwickeln bzw. bestehende
Abb. 4.1: Ursprüngliche TFP-Prozesskette
Methoden bzgl. ihrer Eignung zur Auslegung optimierter variabelaxialer TFP-FKV-Strukturen zu
überprüfen. Die hierfür notwendigen Erweiterungen der TFP-Prozesskette sind in Abbildung 4.2 farbig
markiert dargestellt. Zentraler Ansatzpunkt ist den ingenieurmäßigen Auslegungsprozess durch geeignete
computergestützte Methoden zu ersetzen. So muss ausgehend von den zuvor definierten Designparame-
tern zunächst die Wahl einer geeigneten Auslegungsstrategie erfolgen. Bei der Auswahl zwischen der
Material- bzw. Topologieoptimierung und einem gekoppelten Ansatz sollen u. a. die in dieser Arbeit
gesammelten praktischen Erfahrungswerte hilfreich sein. Aufbauend auf dem in Kapitel 3 dargelegten
Stand der Technik zur Strukturoptimierung variabelaxialer FKV-Strukturen wird ersichtlich, dass bis
heute kein Optimierungsansatz entwickelt wurde, der die fertigungstechnischen Besonderheiten einer
variabelaxialen Fadenablagetechnologie für komplexe, endlosfaserverstärkte FKV-Strukturen in einem
geschlossenen Optimierungsprozess berücksichtigt. So stellen auch die bisher als Optimierungsansätze
bezeichneten Methoden in erster Linie nur Hilfsmittel zur Entwicklung eines günstigen Bauteildesigns
dar. Wird sich beispielsweise für die Anwendung eines hauptspannungsbasierten Designs entschieden,
wird ein weiterer, bisher ebenfalls nicht etablierter computergestützter Prozessschritt benötigt. Sollen
die Pfadverläufe auf Basis eines Hauptspannungsvektorfeldes nicht zeitaufwendig manuell gezeichnet
werden, stellt die automatische Erzeugung komplex gekrümmter Fadenablagemuster eine entscheidendes
Hilfsmittel dar. Eine Beschreibung von Ansätzen zur automatischen Trajektorienerzeugung wird in
Abschnitt 4.4.2 gegeben. Im Allgemeinen bedürfen die Ergebnisse einer automatisierten Trajektori-
enerstellung noch weiterer manueller Anpassungen hinsichtlich eines fertigungstechnisch realisierbaren
TFP-Stickmusters. So müssen die erzeugten Linienscharen zum Beispiel noch miteinander zu einem
Gesamtstickmuster verbunden werden. Oder es müssen manuell Musterbereiche erstellt werden, bei
denen im Bauteil eine Mindestdicke gefordert ist. Topologisch optimierte Bauteile bedürfen in der Regel
noch eine rein manuelle Erstellung des Fadenablagemusters.
Die automatisch erzeugten oder die manuell erstellten bzw. angepassten Ablagemuster dienen einerseits
der Preform-Fertigung, andererseits kann das Muster als Eingangsdatensatz für den dritten Baustein der
computergestützten TFP-Auslegungsprozesskette verwendet werden: der Erstellung eines physikalisch
hinreichend genauen FE-Simulationsmodells. Als physikalisch hinreichend genau wird in diesem ersten
Ansatz zunächst die Beschreibung der lokalen Steifigkeitseigenschaften definiert. Ansätze zur Modellbil-
dung werden in Abschnitt 4.5 beschrieben. Die Steifigkeitseigenschaften variabelaxialer FKV-Bauteile
sind direkt abhängig von der örtlichen Faserorientierung und der damit verbundenen Dickenkonturierung.
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Abb. 4.2: Erweiterte TFP-Prozesskette unter Anwendung zum Teil neu entwickelter Methoden
Mit Hilfe des Simulationsmodells können somit noch vor der Bauteilfertigung und dessen experimentellen
Prüfungen Aussagen über die späteren Steifigkeitseigenschaften des Bauteils getroffen werden. Auf
Basis des Simulationsergebnisses können frühzeitig in der Gesamt-TFP-Prozesskette Änderungen am
Strukturdesign vorgenommen werden. In dem in dieser Arbeit vorgestellten ersten Ansatz ist noch eine
manuelle Bauteilmodifizierung notwendig. Im Rahmen zukünftiger Entwicklungen ist eine Kopplung
des so erzeugten realistischen Analysemodells an einen automatischen Optimierungsprozess durchaus
realistisch.
4.2 Die Design-Software AOPS
Um eine variabelaxiale, vorranging hauptspannungsbasierte, Strukturauslegung für TFP-Strukturkompo-
nenten untersuchen zu können, wofür es aber bisher keine kommerziell erwerbbaren Softwareanwendun-
gen gibt, wurde im Rahmen der vorliegenden Arbeit die Design-Software AOPS (Advanced Optimization
for Principal Stress) entwickelt. Das Softwaretool wurde in der von der FE-Software ANSYS bereit-
gestellten Makro-Sprache APDL (Ansys Parametric Design Language) geschrieben. Aufbauend auf
einer auf Fortran basierten Programmiersprache lassen sich mit APDL nicht nur ANSYS-Befehle mit
einer Makro-Eingabedatei steuern, sondern auch programmiertechnische Konzepte wie Schleifen oder
if -Abfragen umsetzen.
Abb. 4.3: Schematischer Aufbau der Design-Software AOPS
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Ursprünglich für eine iterative anisotrope Hauptspannungsoptimierung entwickelt (vgl. Abschnitt 3.3.1),
wurde das AOPS-Softwaretool schrittweise erweitert. In Abbildung 4.3 sind farbig die verschiedenen in
AOPS integrierten Programmfunktionalitäten dargestellt. Grau hinterlegt sind hierbei die interagieren-
den, extern durchzuführenden Prozesse. Somit stellt AOPS nicht nur allein ein Softwareprogramm dar,
sondern vor allem ein Auslegungskonzept für einen computergestützten Design-Prozess variabelaxialer
TFP-FKV-Strukturen. Dabei steht nicht die Entwicklung neuer Auslegungs- und Optimierungsmethoden
im Mittelpunkt, sondern vielmehr die Anwendung und Validierung bestehender Auslegungskonzepte
und vorhandener Softwaretools für die fertigungsgerechte Umsetzung hochsteifer FKV-Bauteile. Der
Aufbau von AOPS behinhaltet einzelne Module, deren Anwahl und Aufruf anhand einer Parameter-
datei und einer separaten Startdatei vorgenommen wird. Im Folgenden werden die unterschiedlichen
Prozessschritte des AOPS-Tools, welche im Rahmen der vorliegenden Arbeit entwickelt wurden, näher
beschrieben.
Zu Beginn des Auslegungsprozesses wird als erster Schritt eine Topologieoptimierung auf Basis eines
isotropen Materialmodells des zu optimierenden Bauteils durchgeführt. Verschiedene Ansätze zur
Topologieoptimierung iso- bzw. anisotroper Materialien werden in Abschnitt 3.4 diskutiert. Darüber
hinaus wurde sich für einen Ansatz zur Topologieoptimierung auf Basis isotroper Materialeigenschaf-
ten entschieden, da die hierdurch erzielbaren diskreten, tragwerksähnlichen Strukturen sowohl aus
fertigungstechnischer als auch mechanischer Sicht als günstiger erachtet werden. Eine ausführliche
Diskussion hierzu wird in Abschnitt 3.5 geführt.
Aufgrund der kommerziellen Verfügbarkeit leistungsfähiger Softwaretools für die Topologieoptimierung
von Strukturen mit isotropen Materialeigenschaften wurde von einer Weiterentwicklung eines in AOPS
integrierten Topologieoptimierungsalgorithmuses auf Basis der SKO-Methode abgesehen (vgl. Abschnitt
3.4.1) [210, 211]. Für die topologische Strukturoptimierung wurde im Rahmen der Arbeit vorrangig
die Software TOSCA Structure der Firma FE-Design [231] eingesetzt. Als FE-Löser kam hierbei die
Software ANSYS [37] zum Einsatz. Für die Entwicklung eines günstigen Designvorschlags, so zeigt die
Erfahrung, ist ein dreidimensionaler einem zweidimensionalen Entwurfsraum vorzuziehen, auch wenn
das zu optimierende Bauteil eine vorrangig ebene Ausprägung aufweist. Hierdurch ist die Entstehung
lokaler Dickenausprägungen, die beispielsweise bei biegebelasteten Bauteilen zu einem lokal erhöhten
Flächenträgheitsmoment führen können, möglich. Da das Ergebnis der Topologieoptimierung in erster
Näherung nur einen Designvorschlag darstellt, muss es für eine anschließende Materialoptimierung in
Form eines Geometrie- bzw. FE-Modells aufgebarbeitet werden. Die Erstellung ebener Geometriemodelle
kann hierbei entweder mit Hilfe von 2D-CAD-Programmen, wie AutoCAD [74] oder DraftSight [232],
oder direkt durch gescriptete parametrische Beschreibungen mit Hilfe des Preprozessors von ANSYS
erfolgen. Um später eine automatische Trajektorienerzeugung auf Basis eines Lastpfad- oder Hauptspan-
nungsvektorfelds zu ermöglichen, empfiehlt sich der Aufbau des FE-Modells mit 2D-Elementen vom
Typ Shell oder Plane. Die zuvor durch die Topologieoptimierung ermittelten Dicken- und somit auch
lokal unterschiedliche Steifigkeitsverteilung kann durch Definition unterschiedlicher Elementdickeneigen-
schaften berücksichtigt werden. Da sich die tatsächlich einstellende Dickenverteilung nach Ableitung
der Trajektorienverläufe für endlosfaserverstärkte TFP-Bauteile erst nach Nachgang ermitteln lässt und
das erhaltene Lastpfad- bzw. Hauptspannungslayout somit nur einen Designvorschlag darstellt, kann
der Modellaufbau ebenso auch mittels eines FE-Modells konstanter Dicke erfolgen.
Ist keine spätere automatische Trajektorienableitung gewünscht, so kann auch an 3D-FE-Modellen eine
Hauptspannungsoptimierung mittels AOPS durchgeführt werden. Zur Erstellung der entsprechenden
Geometriemodelle können hierzu die 3D-CAD-Software SolidWorks eingesetzt werden. Der theoretische
Ablauf der Materialoptimierung, wie er auch in AOPS implementiert ist, wird in Abschnitt 4.3 näher
beschrieben.
Nach der Berechnung eines Vektorfeldes an FE-Modellen mit ebenen Elementen, entweder auf Basis der
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Lastpfad-Methode oder der Hauptspannungsrichtungen, bestehen verschiedene Möglichkeiten Trajekto-
rien auf Basis des Vektorfelds zu erzeugen. Eine Beschreibung der Erstellung von TFP-Linienmustern
auf Basis von zuvor berechneten Richtungsfeldern ist in Abschnitt 4.4 gegeben. Ebenso wird in diesem
Abschnitt das Vorgehen erläutert, wenn sich für bestimmte Bauteile, z. B. mit tragwerksähnlichen
Strukturen, nicht ohne weiteres automatisch Trajektorienscharen erzeugen lassen. Für eine notwendige
manuelle Erstellung eines TFP-Ablagemusters mit Hilfe einer 2D-CAD-Anwendung kann stattdessen
eine skalierbare Vorlage des Richtungsfelds und der Bauteilkontur als Zeichnungsgrundlage vorteilhaft
sein.
Ist das fertige variabelaxiale TFP-Ablagemuster erstellt bzw. unter fertigungstechnischen Aspekten
überarbeitet, kann mit Hilfe von AOPS daraus ein realitätsnahes FE-Analysemodell erstellt werden.
Hierfür wird ein zuvor definiertes 2D-FE-Grundnetzes mit den lokalen Dicken- und Richtungsinfor-
mationen einer oder mehrerer sich jeweils nicht kreuzenden TFP-Fadenlagen zu einem schichtweise
aufgebauten 2D- oder 3D-FE-Modell verknüpft. Eine Beschreibung möglicher Ansätze wird hierzu in
Abschnitt 4.5 gegeben.
4.3 Materialoptimierung mittels AOPS
In Abbildung 4.4 ist das Struktogramm, welches dem Ablauf der AOPS-Materialoptimierung zugrunde
liegt, dargestellt. Ausgangspunkt bildet hierbei das AOPS-Hauptprogramm AOPS.mac, welches inner-
halb der ANSYS-APDL-Umgebung gestartet wird. Hierdurch wird zunächst die AOPS-Parameterdatei
AOPS_parameter.inp geladen. In dieser stehen notwendige Angaben zur verwendeten Modelldatei, den
einzusetzenden Materialeigenschaften, den Elementtypen, der Elementgröße und im Fall der Verwendung
ebener Shell-Elemente, der Elementdicke.
Sollen Laminate mit mehreren Schichten optimiert werden, werden zusätzliche Angaben zur maximalen
Layeranzahl sowie die Referenznummer der zu optimierenden Schicht (Referenzlayer) benötigt. Für den
eigentlichen Optimierungs- bzw. Iterationsverlauf werden Angaben zum Abbruchkriterium bzw. der
Wahl der Materialoptimierungsmethode getroffen.
In Abhängigkeit der Angaben der Parameterdatei werden zunächst die in der Datei ElemMatReal.inp
vordefinierten Materialeigenschaften, Elementtypen und -parameter gesetzt. Da in der Regel nur
wenige Materialtypen (isotrop, anisotrop) sowie Elementtypen verwendet werden, kann hierdurch auf
eine wiederholte Angabe in den jeweiligen FE-Modelldateien verzichtet werden. In den anschließend
aufgerufenen, alphanumerisch bezeichneten FE-Modelldateien xxx.xx.inp wird dabei nur auf die zuvor
definierten Material- und Elementeigenschaften verwiesen. Aufbauend auf diesen Angaben wird das
zuvor definierte Geometriemodell vernetzt und mit Randbedingungen versehen. Dabei ist es u. a. auch
möglich, extern definierte CAD-Dateien z. B. im IGES-Formate zu importieren und weiter zu verwenden.
Durch Aufruf der Datei MGData.inp wird das so erhaltene FE-Modell auf Basis der Element-, Knoten-
, Randbedingungs- und restlicher Parameterdaten abgespeichert. Hierdurch können später separat
einzelne Elementeigenschaften angepasst und auf dieser Basis neue FE-Modelle erzeugt werden.
Im ersten Schritt der AOPS-Iterationsschleife wird durch den Aufruf der Prozedur AOPS_iteration.inp
zunächst auf Basis der abgespeicherten Daten ein neues FE-Modell mit isotropen Materialeigenschaften
erzeugt. Dabei werden zunächst für alle Elemente gleichgerichtete Elementkoordinatensysteme gesetzt.
Anschließend erfolgt die Lösung des FE-Modells sowie die Abspeicherung der Elementspannungen
durch Aufruf der Datei SGData.inp. In dieser Prozedur werden Hauptspannungen entsprechend den
Parametereinstellungen sortiert und die jeweiligen Hauptspannungs- bzw. Lastpfad-Winkel berechnet
(vgl. Abschnitt 3.3.1 bzw. 3.3.2). Anschließend wird geprüft, ob eines der Abbruchkriterien des Iterati-
onsverlaufs erfüllt ist. Neben der maximal definierten Anzahl an Iterationsdurchläufen kann hierbei
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ein maximal auftretender Differenzwinkel zwischen Elementhauptrichtung im Iterationsschritt i − 1
und den neu berechneten Hauptspannungs- bzw. Lastpfad-Richtungen im aktuellen Iterationsschritt i
abgeprüft werden. Soll ein erneuter Iterationsaufruf vorgenommen werden, werden die Elementkoordina-
tensysteme entsprechend der berechneten Hauptspannungsrichtungen oder Lastpfad-Richtungen gesetzt.
Dabei werden zudem den einzelnen finiten Elementen anisotrope Materialeigenschaften zugewiesen.
Abb. 4.4: Struktogramm der AOPS-Materialoptimierung
Wie in Abschnitt 3.3.1.2 bereits diskutiert worden ist, kann eine mehrfache Iteration zwar zu einer Reduk-
tion der lokalen Schubspannung entsprechend des gewählten Elementkoordinatensystems führen, jedoch
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berücksichtigt das hierzu gewählte FE-Analysemodell nicht die realen Steifigkeitsverteilungen einer
daraus abgeleiteten, variabelaxialen TFP-FKV-Struktur. Hierbei müssten neben der Neubewertung der
lokalen Elementspannungen infolge der Drehung eines oder mehrerer Elementkoordinatensysteme von
Elementen mit anisotroper Eigenschaft auch die sich aus den jeweiligen neu einstellenden Faserverläufen
resultierenden Dickenverteilungen im Modellaufbau des nächsten Iterationsdurchlaufs mit berücksichtigt
werden. Da der hier beschriebene Ansatz der hauptspannungs- bzw. lastpfadbasierten Materialoptimie-
rung praktisch nur einen Designvorschlag darstellt, wird an dieser Stelle nochmals darauf hingewiesen,
dass ein Iterationsdurchlauf zur Berechnung eines isotrop berechneten Elementhauptrichtungsfeldes
durchaus ausreichend ist. Das so erhaltene Vektorfeld stellt die Basis für weitere Betrachtungen dar.
Ein Postprozess zur Auswertung der Strukturbeanspruchung (Verzerrungen, Spannungen) ist zwar
möglich, aber aufgrund des beschriebenen, unzureichend konditionierten FE -Analysemodells nur von
sehr eingeschränkter Aussagekraft.
4.4 Erstellung von TFP-Ablagemustern
Grundlage jeder TFP-Preform bildet das Ablagemuster. Entsprechend der hierdurch vorgegeben
Pfadverläufe erfolgt die Positionierung des Bordürenrahmens relativ zum Legekopf sowie die Drehung
des Legekopfes entsprechend der Ablagerichtung. Eine genaue Beschreibung der TFP-Ablagetechnik
wird in Abschnitt 2.2.2.3 gegeben. Neben Geraden lassen sich so Kreise, Kreissegmente, Spiralen sowie
parametrische und nicht-parametrische Kurvenverläufe realisieren. Prinzipiell können die Stickmuster
mit Hilfe manueller oder teilautomatisierter Zeichenprogramme erzeugt werden. Im Folgenden werden
Ansätze zur verbesserten manuellen bzw. automatischen Erzeugung komplexer TFP-Ablagemuster
betrachtet.
4.4.1 Manuelle Erstellung
Die bisherige Praxis zur Erstellung von Ablagemustern für TFP-Verstärkungsstrukturen mit variabel-
axialer Faserorientierung basiert dabei auf einem manuellen Entwurf des Ablagemusters. Hierbei können
entweder CAD-Programme mit 2D-Zeichenfunktionalität, wie AutoCAD [74], DraftSight [232] o. ä.,
Vektorgraphikprogramme, wie z. B. Adobe Illustrator [233] oder spezielle Punchsoftwareprogramme
mit integrierter Zeichenfunktionalität, wie GIS BasePac [234], Pulse Maestro [235] oder EPCwin [236]
eingesetzt werden. Aus ingenieurtechnischer Sicht sind dabei vor allem Programme von Vorteil, die eine
präzise Konstruktion von Linien ermöglichen, sowie eine Möglichkeit zur parametrischen Manipulation
oder Vervielfältigung dieser besitzen. So lassen sich beispielsweise Muster manuell erstellen, die aus
einer Schar sich ähnelnder Linienzüge bestehen. Hierfür können Kopiervorgänge oder das automa-
tisierte Füllen von Hüllkurven zur Linienerzeugung eingesetzt werden. Letzteres wird beispielsweise
als Funktion zur Flächenfüllung von kommerziell verfügbaren Punchprogrammen angeboten. Durch
Vorgabe gekrümmter Ränder der zu füllenden Hülle, einer Pilotlinie, die die Orientierung der automtisch
erzeugten Linienschar sowie des zu verwendenden Linienabstands vorgibt, kann bedingt Einfluss auf
das resultierende Muster genommen werden. Praktisch eignet sich dieses Vorgehen aber ebenso wenig
wie die manuelle Erstellung komplexer variabelaxialer Ablagemuster, bei der alle Linien einen stark
unterschiedlichen Verlauf aufweisen, wie sie in den Abbildungen 3.7 bzw. 3.10 dargestellt sind. Mittels
händischem Zeichnen sind die Linienzüge zwar prinzipiell erstellbar, jedoch ist dies mit einem enormen
Zeit- und Konzentrationsaufwand verbunden. Hierfür sind automatische Verfahren zur Linienerzeu-
gung vorzuziehen, wie sie im folgenden Abschnitt 4.4.2 beschrieben werden. Jedoch ist eine manuelle
Anpassung auch automatisch erzeugter Linienmuster unvermeidlich. Fertigungsbedingt müssen etwa
einzelne Liniensegmente zu einem durchgehenden Polylinienzug verbunden werden. Hierfür werden
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Linienenden mittels Wendestellen bzw. Kurven miteinander verbunden, sowie Start- und Endpunkte
des Ablagemusters festgelegt. Darüber hinaus benötigen Strukturkomponenten Lasteinleitungsbereiche,
an die spezielle Forderungen gestellt werden, wie etwa eine konstante Schichtdicke oder eine einheitliche
Faserrichtung. Die hierfür notwendigen Ablagemuster können im Allgemeinen ebenfalls nicht mit Hilfe
einer automatischen Trajektorienableitung auf Basis einer Beanspruchungsanalyse erzeugt werden,
sondern müssen separat manuell erstellt werden.
Ebenso wird für topologisch optimierte TFP-FKV-Strukturen eine manuelle Erstellung des Abla-
gemusters benötigt, da sich hierfür eine automatische Linienerzeugung auf Basis eines berechneten
Vektorfelds als nicht durchführbar herausgestellt hat. Da die Verstärkungsfasern aber vor allem entlang
der tragwerksähnlichen Strukturbereiche zu orientieren sind, können diese vergleichsweise einfach als
Polylinienzug oder Spline manuell gezeichnet und mit Hilfe von Kopier- oder Versatzfunktionalitä-
ten vervielfältigt werden. Das entsprechende Vorgehen wird in Abschnitt 5.2.3 beispielhaft an einer
topologisch optimierten TFP-CFK-Fahrradkomponente beschrieben. Als Hilfsmittel zur manuellen
Erstellung beanspruchungsgerecht gestalteter Kreuzungs- bzw. Stoßstellen der einzelnen Tragwerksseg-
mente kann eine im Zeichen- oder CAD-Programm hinterlegte Grafik der Hauptspannungsvektoren
eingesetzt werden. Dabei besitzt das bisher eingesetzte Vorgehen durch Verwendung von exportierten
Bitmap-Bildern aus der FE-Anwendung entscheidende Nachteile. Zum einem besitzen die Bilder eine
zu geringe Auflösung, so dass lokale Details nicht mehr hinreichend genau aufgelöst werden. Zum
anderen erschweren programmspezifische Eigenschaften die notwendige Interpretation dargestellter
Hauptspannungsvektoren. So liefert beispielsweise der Postprozess der FE-Software ANSYS auch
bei Verwendung ebener Elementtypen im ESZ stets drei Hauptspannungskomponenten, wobei eine
Spannungskomponente stets gleich Null ist. Aufgrund der allgemeingültigen Sortierung kann diese
Komponente je nach Größe der Anderen als erste, zweite oder dritte Hauptspannung auftreten. Um
Abb. 4.5: Darstellung der Hauptspannungsvektoren einer mittels ANSYS berechneten Fahrradkom-
ponente in Form einer Bitmap-Graphik (links) und einer Vektorgrafik (rechts) mit jeweils
vergrößerter Detailansicht
diese Problemstellung zu lösen wurde im Rahmen der AOPS-Software (vgl. Abschnitt 4.2) eine spezielle
Postprozessfunktion implementiert. Diese verwendet, wie in Abbildung 4.3 dargestellt, direkt die Ergeb-
nisse der berechneten Hauptspannungs- bzw. Lastpfad-Vektoren. Durch eine Export- / Import-Funktion
können die Daten in eine 2D-CAD-Umgebung überführt werden. Im Rahmen des so erweiterten Post-
prozesses werden die Hauptspannungen des ESZ zudem entweder nach dem Wert der reellen Zahlen
oder betragsmäßig sortiert und jeweils der ersten oder zweiten Hauptspannung zugewiesen. Zudem
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werden Druckspannungen blau und Zugspannungen rot dargestellt. Die Länge der so dargestellten
Vektoren lässt sich beliebig skalieren, entweder mit jeweils einheitlicher Länge oder in Abhängigkeit
der lokalen Elementhauptspannung. Zur weiteren Verwendung des so generierten Vektorfelds werden
die Koordinaten jeder Linie im ASCII-Format abgespeichert. Mit Hilfe eines Import-Skriptes in Visual
Basic for Applications (VBA) für die CAD-Anwendung AutoCAD können so vektorgrafikbasierte
Hintergrundgrafiken erzeugt werden, die sowohl die Kontur der Strukturkomponente zum Zeichnen
der Grobstruktur des Ablagemusters vorgeben als auch die skalierbare Vektorlinien als Orientierung
zum Zeichnen lokaler Details des Ablagemuster. In Abbildung 4.5 sind jeweils die Verwendung eines
bisher üblichen Bitmap-Datensatzes (links) sowie einer mit AOPS erstellten vektorbasierten Darstel-
lung sortierter Hauptspannungsvektoren (rechts) am Beispiel einer in Abschnitt 5.2.3 beschriebenen
Fahrradkomponente gegenübergestellt. In der jeweils links neben der Gesamtansicht des FE-Halbmodels
dargestellten Detailansicht wird deutlich, dass bei der Bitmap-Grafik keine Aussagen über eine lokale
Faserorientierung mehr möglich sind. Dagegen können mit Hilfe einer Vektorgrafik auch noch innerhalb
stark vergrößerter Bereiche die Hauptspannungsvektoren erkannt und für eine manuelle Mustererstellung
verwendet werden. Aufgrund der Länge des jeweiligen Hauptspannungsvektors wird eine Information
über die Größe der isotrop berechneten Hauptspannung wiedergegeben. Diese kann als Basis für die
manuelle Mustererstellung genutzt werden, um die Fadenstränge lokal in Bereichen hoher Spannungen
zusammenzuführen und in niedrig beanspruchten Bereichen aufzuweiten. Darüber hinaus geben die
farblich codierten Vektoren Auskunft, ob das Element mit Zug (rot) oder Druck (blau) beansprucht ist.
So kann bei der Mustererstellung darauf geachtet werden, dass druckbelastete Verstärkungsfasern eher
in einer niedrigeren TFP-Lage und somit eben bzw. gestreckt abgelegt werden, anstatt sie über bereits
abgelegte Fadenstränge zu führen. Hierdurch kann die Aufnahme von Druckkräften begünstigt werden,
da die Fasern so nicht zu einem frühzeitigen Ausknicken neigen.
4.4.2 Automatische Trajektorienerzeugung auf Basis von Richtungsfeldern
Mit dem manuellen Zeichnen oder einer teilautomatisierten Erstellung von beanspruchungsgerechten
TFP-Ablagemustern auf Basis eines zuvor berechneten Vektorfelds stößt man schnell an die Grenzen
hinsichtlich Aufwand bzw. Realisierbarkeit. Bis heute sind keine kommerziellen Softwareprogramme zur
automatischen Linienerzeugung zuvor berechneter Hauptspannungsvektorfelder am Markt erhältlich.
Ein wichtiges Ziel bei der automatischen Linienerzeugung ist die spätere Überführung in ein 2D-
CAD-Austauschformat, sodass die Linienzüge fertigungsgerecht nachbearbeitet, verbunden und in eine
Punchsoftware importiert werden können.
In der Arbeit von Krieschbaum [141] wird die Notwendigkeit eines entsprechenden Softwaretools
bereits betont, jedoch aufgrund eines großen Programmieraufwands nicht realisiert. Für die Umsetzung
der berechneten Hauptspannungsvektorfelder in geschlossene Linienzüge, die den späteren variabelaxialen
Faserverläufen entsprechen, wurden daher in dieser sowie in den Arbeiten von Rolfes et al. [150] nicht
näher beschriebene eigene Lösungsansätze und Methoden entwickelt. Von Reuschel und Mattheck
[143] wird für die Visualisierung der Faserrichtungen die Darstellungsweise von Stromlinien empfohlen.
Gleichzeitig wird aber darauf verwiesen, dass die Feinheit der Liniendarstellung maßgeblich von der
zugrundeliegenden Netzqualität abhängt. Von Wolf [237] wurde mit Hilfe von MATLAB und der
darin implementierten streamline-Funktion nach Import und Aufbereitung der Spannungsdaten eines
FE-Modells eine Visualisierung als Stromlinienbild vorgenommen. Ebenso verwendet Jones et al. [160]
eine streamline-Funktion zur Visualisierung von dehnungsvektorbasierten Trajektorien mit Hilfe des
FE-Pre- /Post-Prozessors Patran. Von Legrand et al. [188] wird die Verwendung eines Runge-
Kutta Algorithmus vierter Ordnung zur Visualisierung der erzeugten Vektorfelder eingesetzt. Dieser
entspricht dabei einem Partikelstrom parallel zu lokalen Geschwindigkeitsvektoren in einer Flüssigkeit.
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Eine ausführliche Darstellung zur Ermittlung von Trajektorien in Form von Polygonzügen auf der
Basis eines Vektorfeldes wird von Hörmann [163] vorgelegt. Dabei werden die einzelnen Punkte des
Polygonzugs mittels der örtlich berechneten Hauptspannungsrichtung sowie einer variablen Schrittweite
bestimmt. Durch die adaptive Schrittweite, welche auf Basis der Spannung- bzw. Richtungsänderung
bestimmt wird, soll zum einem ein Abdriften der Polygonzugs vom idealen Verlauf verhindert und zum
anderen die Rechenzeit im Gegensatz zu einer generell sehr niedrig gesetzten Schrittweite verkürzt
werden. Auf die Konturtreue des Polygonzugs hat aber ebenfalls die Feinheit des FE-Netzes einen
Einfluss.
Von Moldenhauer [168] wird ein eher diskreter, direkt auf der Feinheit des gewählten FE-Netzes beru-
hender Ansatz vorgeschlagen. Aufgrund der vergleichsweise einfachen Umsetzung wurde diese Methode
zur Erzeugung von Hauptspannungstrajektorien in AOPS mittels einer zusätzlichen APDL-Funktion
namens lic.in implementiert [211]. Basis der Trajektorienableitung bildet dabei das Ergebnis des in
Abbildung 4.4 dargestellen Materialoptimierungsprozesses. Die Trajektorienerzeugung kann für beide
berechneten Hauptspannungsrichtungen durchgeführt werden. Am Ausschnitt eines Schalenmodells in
Abbildung 4.6 wird die in AOPS integrierte Trajektorienerzeugung für eine Hauptspannungsrichtung
dargestellt. Ausgehend von einem Punkt P11 am Rand des FE-Modells wird eine Gleichung in Punkt-
richtungsform mit dem Anstieg bzw. der Hauptspannungsrichtung im Element mit den Eckpunkten
IJKL gebildet. Durch Berechnung eines möglichen Schnittpunkts mit den Elementkanten IJ , JK,
KL und LI, welche sich durch Gleichungen in Zweipunktform beschreiben lassen, wird der Endpunkt
P12 des ersten Polylinienabschnitts P11P12 und somit auch der Startpunkt für den nächsten Trajekto-
rienabschnitt gefunden. Dieser Vorgang wird bis zum Punkt P1m wiederholt. Als Abbruchkriterium
für Trajektorienerzeung an diesem Punkt kommen das Erreichen des Modellrandes oder auch der
Abbruch nach einer festgelegten Anzahl von Schritten in Frage. Letzteres ist von Bedeutung falls eine
geschlossene Trajektorie gebildet wird, bei der die Polylinie immer wieder die gleiche Bahn durchläuft.
Durch weitere Abfragen im Algorithmus werden unerwartete Rückläufer vermieden. Durch ein zuvor
definiertes Intervall werden die Startpunkte P11 bis Pn1 entlang der gewählten Modellkante gesetzt.
Jeder Polylinienzug wird in einer eigenen ASCII-Datei anhand der Punktdaten in x, y, z-Koordinaten
abgespeichert. Mit Hilfe eines VBA-Scriptes können die Punktdaten in der CAD-Anwendung AutoCAD
eingelesen werden und zu einem durchgehenden Polylinienzug zusammegesetzt werden. Anschließend
können die Linienzüge entsprechend editiert bzw. zu einem durchgehenden TFP-Ablagemuster mitein-
ander verbunden werden. Wie bereits erwähnt, ist das Vorgehen empfindlich gegenüber der gewählten
Netzfeinheit. Im Allgemeinen sind die gewählten Elemente jedoch ausreichend klein, um den Trajektori-
enverlauf unter makroskopischen bzw. fertigungsbedingten Gesichtspunkten als geglättet zu betrachten,
auch wenn im mathematischen Sinn keine Stetigkeit vorliegt.
4.4.3 Überführung der Ablagemuster in Maschinendaten
Um aus den 2D-CAD-Musterdaten ein für den Fadenlegeautomaten interpretierbares Datenformat zu
generieren, muss das Muster mit Stichkoordinaten versehen werden. Dieses Vorgehen wird, histortisch
bedingt, als Punchen (engl. to punch = stechen) bezeichnet. Wichtig ist dabei, dass der vorgegebene
Pfadverlauf möglichst exakt auf dem Fadenlegeautomaten umgesetzt wird. Dem stehen verschiedene
Randbedingungen entgegen, wie beispielsweise die Biegesteifigkeit des verwendeten Faden- bzw. Roving-
materials sowie ein Aufstellen bzw. Verrutschen des Roving innerhalb der Zickzack-Spur des Nähfadens,
besonders in engen Radien [76]. Bisher musste man diesen fertigungsbedingten Abweichungen durch
ein manuelles Anpassen des Ablagemusters entgegenwirken. Durch Einsatz einer von Bittirch et
al. [75] entwickelten Punchsoftware EDOpath kann dieser manuelle Anpassungsprozess automatisiert
durchgeführt werden. Eine weiterführende Beschreibung der Softwarefunktionalitäten wird in Abschnitt
2.2.2.3 gegeben.
4.5 Erzeugung variabelaxialer Analysemodelle 93
Abb. 4.6: Mittels AOPS erzeugte Trajektorien (rot) auf Basis eines berechneten
Hauptspannungsvektorfelds
4.5 Erzeugung variabelaxialer Analysemodelle
Ein wesentlicher Hindernisgrund für einen stärkeren Einsatz variabelaxialer Fadenablageverfahren
wie der TFP-Technologie ist die fehlende Möglichkeit zur Simulation des Strukturverhaltens mittels
FEA. Daher werden mit dem TFP-Verfahren bis heute fast ausschließlich nur vereinfachte multiaxiale
Faserverbundaufbauten realisiert, da diese allgemein noch berechenbar sind. Der große Vorteil der
TFP-Technologie, die Realisierung eines beanspruchungsgerechten Design mit hohem Leichtbaupotential,
konnte so besonders für komplexe Strukturkomponenten noch nicht ausgenutzt werden. Eine praktische
Umsetzung war bisher stets, entsprechend Abbildung 4.1, mit einem hohen experimentellen Aufwand
verbunden, da die tatsächlichen Bauteileigenschaften nur anhand von experimentellen Untersuchungen
ermittelt werden konnten. Anders als bei der Auslegung multiaxialer FKV-Strukturen können die
Eigenschaften nicht durch Wahl weniger Parameter, wie Lagenwinkel, Lagendicke und Laminatschichtung
bestimmt werden. Ausgangspunkt zur Simulation einer variabelaxialen FKV-Struktur sollte stets das
zugrunde liegende Ablagemuster bilden. Entsprechende Möglichkeiten zur Erstellung, entweder durch
ein manuell oder automatisiert generiertes Desgin, werden in Abschnitt 4.4 diskutiert. Im Folgenden
werden zunächst bekannte Verfahren zur Modellbildung vorgestellt. Anschließend wird die Wahl einer
geeigneten Modellierungsskala diskutiert und abschließend ein neuartiger Ansatz zur Modellbildung
variabelaxialer und konturierter FKV-Strukturen vorgestellt.
4.5.1 Verfahren zur Modellierung variabelaxialer FKV-Strukturen
Mit Bezug auf das AFP-Verfahren wurde von Langley [85] eine Methode zur Erzeugung von FE-
Modellen für variabelaxiale Laminate vorgestellt. Bei einer gekrümmten Fadenablage werden bei diesem
Ablageverfahren entstehende Lücken oder Überlappungen zwischen zwei Faserbändern als besonders
problematisch angesehen. Vorteilhaft bezüglich der Modellierung ist dagegen, dass die abgelegten
Faserbänder eine konstante Dicke über die gesamte Breite aufweisen. Durch einen anpassbaren Versatz
der zentralen Pfadablagelinie kann vergleichsweise einfach ein Bereich konstanter Faser- bzw. FKV-
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Dicke beschrieben werden. Durch lokale Ableitung kann zudem in Normalenrichtung der Pfadlinie
eine konstante Faserorientierung angenommen werden. Durch Mapping der so berechneten lokalen
Laminatdicke bzw. Faserorientierung einer oder mehrerer Einzelschichten auf ein FE-Netz mit ebenen
Schalenelementen wird ein Modell eines komplexen variabelaxialen AFP-Laminats aufgebaut. Eine
Orientierung der Fasern in Dickenrichtung wird aufgrund der verwendeten Schalenelemente jedoch nicht
mit berücksichtigt. Die Diskretisierungsgenauigkeit ist darüber hinaus abhängig von der gewählten
Netzdichte. Zur Validierung der durchgeführten Simulationsrechnungen wurden keine experimentellen
Untersuchungen durchgeführt.
Von Fagiano [87] wird ein anderer Modellierungsansatz für mittels AFP-Verfahren gekrümmt abgelegte
Faserbänder verwendet. Aufgrund der diskreten Berschreibung einzelner Faserbänder auf Basis nicht
konformer FE-Netze sowie der somit notwendigen Kopplung der Schichten untereinander, ist der
Modellierungsaufwand jedoch vergleichsweise hoch. Die durchgeführten Untersuchungen beschränken
sich ebenfalls auf theoretische Batrachtungen.
Von Kärger et al. [238, 239] wird für das TFP-Verfahren ein Modellierungsansatz vorgeschlagen, der
von einem vorgegebenen Ablagemuster abweichende fertigungsbedingte Faserorientierungen berücksich-
tigen soll. Hierzu wird eine Multiskalenanalyse durchgeführt. Dabei wird auf einem mesoskaligen Level
der FKV diskret modelliert und anschließend darauf aufbauend die homogenisierten Materialparame-
ter berechnet. Als Limitierung der vorgestellten Arbeiten kann hierbei die Beschränkung auf ebene
Schalenelemente konstanter Dicke gesehen werden.
Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass bisher nur wenige relevante Publikationen zum Thema
Modellierung variabelaxialer FKV-Strukturen bekannt sind. Vor allem hinsichtlich der Erstellung
realitätsnaher dickenkonturierter Analysemodelle für komplexe variabelaxiale TFP-Strukturen liegen
keine Informationen zu durchgeführten Untersuchungen vor.
4.5.2 Wahl der Modellierungsskala
Die Modellbildung variabelaxialer FKV-Strtukturen kann prinzipiell auf unterschiedlichen Skalen
erfolgen. Eine Möglichkeit besteht darin, anhand des vorgegebenen Ablagemusters ein mesoskalisches
Modell aufzubauen, bei dem das Matrixmaterial sowie einzelne Fasern bzw. der Rovingstrang separat
beschrieben werden müssen. Dieses Verfahren wird bei textilen FKV-Werkstoffen im Allgemeinen zur
Bestimmung elastischer Kenngrößen an Einheitszellen verwendet [63]. Im Falle des TFP-Verfahrens
müssten hierzu ebenfalls die technologisch bedingte lokale Faserondulation, inklusive des eingebrachten
Nähfadens zur Rovingfixierung, wie in Abschnitt 2.3 beschrieben, modelltechnisch mit beschrieben
werden. Ein entsprechend idealisiertes, noch nicht vernetztes Volumenmodell mit Stickgrund (hell
strukturiert), Roving (schwarz), Nähfaden (rot) und Matrixmaterial (transparent) ist in Abbildung 4.7
dargestellt.
Der damit verbunde Aufwand wäre nur hinsichtlich der Erstellung einer Einheitszelle zur Bestimmung
makroskopisch verschmierter Steifigkeitskennwerte, etwa durch eine Parameterstudie möglicher Rovin-
gondulationen bzw. -welligkeit infolge einer variierenden Stichweite und Ablagebreite, gerechtfertigt.
Für die Simulation eines ganzen TFP-Bauteils auf Basis dieses Ansatzes wären sowohl der notwendige
Modellierungs- als auch der Vernetzungsaufwand, aufgrund der unterschiedlichen Größenskalen, z. B.
zwischen Matrixmaterial, Rovingstrang und Nähfaden sowie der damit verbundenen Rechenkosten
extrem groß und mit aktueller Hardware kaum zu realisieren. Weiterhin müsste beachtet werden, dass
der Roving unterschiedliche Querschnittszustände aufweisen kann, etwa durch lokales Zusammendrücken
durch Überlagerung mehrerer Rovings oder ein lokales Aufstellen in engen Radien.
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Abb. 4.7: Periodisches Segment eines mesoskaligen Modellansatzes eines mittels TFP-Verfahren abge-
legten Rovings
Da dieser Modellierungsansatz zudem bisher nicht durch standardisierte Modellgeneratoren oder in
FEA-Software implementierte Funktionalitäten unterstützt wird, schließt sich ein ingenieurtechnischer
Einsatz praktisch aus.
Aktuelle Implementierungen eines quasi-mesoskaligen Modellansatzes basieren auf einem Schalen-
oder Volumenelement, welches als umgebendes Matrixmaterial betrachtet werden kann, mit einem
eingebetteten einachsigen Verstärkungselement, das als Verstärkungsfadenmaterial interpretiert werden
kann. Im FE-Softwarepaket ANSYS besitzt beispielsweise das Reinforcement-Element REINF264
entsprechende Eigenschaften. Dabei können sowohl lineare als auch quadratische Ansatzfunktion
verwendet werden. Ein prinzipieller Aufbau eines linearen 8-Knoten-Elements mit entsprechendem
Verstärkungselement ist in Abbildung 4.8 dargestellt.
Abb. 4.8: Volumenelement mit integriertem einachsigem Verstärkungselement entsprechend dem
ANSYS-Elementtyp REINF264
Die Beschreibung hinreichend genauer Materialparameter für die Matrix und das Verstärkungselement
stellen jedoch auch hier eine besondere Herausforderung dar. So ist aufgrund des eindimensionalen
Ansatzes des Verstärkungselements keine realistische Steifigkeitsbeschreibung in Querrichtungen zum
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Verstärkungselement möglich. Zudem kann das Zusammenlaufen zweier Rovingstränge und eine damit
einhergehenden lokale Dicken- und Steifigkeitsänderung aus technischen Gründen bisher nicht entspre-
chend abgebildet werden, was besonders hinsichtlich der Modellbildung hauptspannungsorientierter
Ablagemuster eine starke Limitierung darstellt.
Der Stand der Technik vor allem bei der ingenieurmäßigen Struktursimulation von FKV-Bauteilen
mittels FEA basiert auf dem Einsatz makroskopischer Modellansätze. Dabei werden zur Berechnung
dünnwandiger Strukturbauteile mit einem ESZ Schalenelemente bzw. bei dickwandigen Laminaten
Volumenelemente eingesetzt. Letzteres ist aufgrund der Tatsache notwendig, dass Spannungen in Di-
ckenrichtung nicht vernachlässigt werden dürfen. Das in der Realität vorliegende heterogene Kontinuum
aus Verstärkungsfasern und Matrixmaterial wird als homogen (verschmiert) betrachtet. Innerhalb
eines Schalen- oder Volumenelements wird dabei nur eine unidirektionale Faserorientierung angenom-
men. Im Fall des Schalenelements können dabei nur Faserwinkel in der Elementebene beschrieben
werden. Zudem wird in jedem Schalenelement von einer konstanten Dicke ausgegangen. Sollen jedoch
auch Faserwinkel mit einer Orientierungskomponente in Dickenrichtung definiert werden sowie im
Element ein Dickengradient erlaubt sein, müssen auch hierzu Volumenelemente verwendet werden.
Moderne FEA-Anwendungen bieten zudem die Möglichkeit durch virtuelle Verteilung von Layern
unterschiedlicher Faserwinkel in einem Schalen- oder Volumenelement die notwendige Elementanzahl zu
reduzieren. Soll sich die Dicke zweier übereinander liegender Elemente jedoch dabei an verschiedenen
Eckpunkten unterscheiden, ist dies nicht möglich. Dann müsste jede Lage mit Hilfe mindestens eines
eigenen Volumenelements beschrieben werden. In Abbildung 4.9 ist für ein Volumen eine angenommene
Faserverteilung innerhalb des Matrixmaterials sowie die daraus abgeleitete und mit einem Pfeil ge-
kennzeichnete Materialhauptrichtung innerhalb des Volumenelements, dargestellt. Das Volumen besitzt
zudem an den Ecken jeweils unterschiedliche Dicken.
Abb. 4.9: Volumenelement mit angenommener Faserverteilung und -orientierung (links) sowie der daraus
resultierenden Materialhauptrichtung (rechts) durch Richtungspfeil gekennzeichnet
Entsprechend der Ausführungen in Abschnitt 2.1.3 lässt sich die Elastizitätsgleichung für ein solches
transversal-isotropes Materialmodell für den ESZ mit vier und für einen räumlichen Spannungszustand
mit fünf unabhängigen Materialkonstanten beschreiben. Durch das in Abschnitt 2.3 beschriebene
Vorgehen können hierzu mittels semiempirischer Gleichungen sowie anhand einer experimentellen
Untersuchung zur ondulationsbedingten Steifigkeitsreduktion in Faserlängsrichtung die notwendigen
Materialkennwerte bestimmt werden. Entscheidender Vorteil eines makroskopischen Modellansatzes ist,
dass er praktisch bei allen FEA-Anwendungen Standard ist. Dadurch ist der Modellansatz nicht auf
spezifische in einer FEA-Anwendung implementierten Funktionalitäten beschränkt, sondern kann bei
einer breiten Palette von FEA-Anwendungen eingesetzt werden.
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4.5.3 Modellierungsansatz durch Verwendung von Volumenelementen
Eine wesentlich Herausforderung besteht darin, einen Modellgenerator zur makroskopischen Modeller-
zeugung zu entwickeln, der als Basis zur Ermittlung der lokalen Dickenverteilung und Faserorientierung
das tatsächliche Ablagemuster verwendet. Hierzu wurde am Leibniz-Institut für Polymerforschung
Dresden e. V. im Rahmen eines Forschungsprojekts ein Softwaretool entwickelt, das die Basis für einen
solchen Modellierungsanastz liefert. Mit Hilfe der für die EDOpath-Software entwickelten Algorithmen
können für ein beliebiges Stickmuster, das in Form von Linienzügen in dem 2D-CAD-Austauschformat
*.dxf gespeichert wurde, an jeder Stelle die resultierende Dicke t der kompaktierten Preform oder
unter Berücksichtigung des angestrebten Faservolumengehalts die spätere Dicke der FKV-Komponente
berechnet werden [75, 240]. Grundlage der Berechnung bildet dabei Gleichung (4.1).
t = Tt10ρϕd (4.1)
Dabei beschreibt Tt die Feinheit des verwendeten Rovings in tex, ρ die Dichte des Rovingmaterials, ϕ
den Faservolumengehalt und d den Abstand zweier benachbarter Rovings. Für die Ermittlung der lokalen
Faserorientierung werden die gemittelten Gradienten eines bestimmten Bereichs des Ablagemusters im
globalen Koordinatensystem ermittelt. Am Beispiel eines einfachen generischen Ablagemusters, welches
aus vier einzelnen um 90 ° gekrümmten Polylinien besteht, soll dies in Abbildung 4.10 verdeutlicht
werden. Dabei ist links der originale Ablagepfad dargestellt. In der Mitte ist die aus dem Linienpfad
abgeleitete Dickenverteilung, normiert auf den maximalen Dickenwert, dargestellt. Auf der rechten
Seite ist der mittlere Orientierungswinkel in Grad dargestellt. Durch einen dünnen Rand werden die
Analysegrenzen der numerischen Dicken- und Winkelableitungen markiert.
Abb. 4.10: Generisches TFP-Ablagemuster (links) mit daraus abgeleiteter normierter Dickenverteilung
(Mitte) und gemitteltem Orientierungswinkel (rechts)
Ausgangspunkt des Modellaufbaus bildet ein ebenes FE-Netz, welches bereits die äußere Kontur des spä-
teren FE-Modells aufweist. Das Geometriemodell kann hierzu entweder mittels CAD-Anwendung erstellt
oder direkt im Preprocessor der FEA-Software erstellt und später automatisch vernetzt werden. Wichtig
ist dabei, dass das Koordinatensystem von Linienmuster und FE-Netz denselben Ursprung besitzt. Mit
Hilfe eines in AOPS implementierten APDL-Skriptes werden darauf hin die Knoten- und Mittelpunkts-
koordinaten in eine ASCII-Datei geschrieben. Durch ein am IPF Dresden in der Programmiersprache
Python geschriebenes Programm erfolgt eine Überlagerung der Knoten und Elementmittelpunktskoor-
dinaten mit den aus den Liniendaten abgeleiteten Dicken- und Richtungsinformationen. Dabei wird
jedem Knotenpunkt ein Dickenwert zugewiesen und dem Elementmittelpunkt der mittlere Winkel der
Ablageorientierung sowie ebenfalls der Dickenwert an dieser Stelle. Hierbei ist zu beachten, dass keine
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sich kreuzenden Linien auftreten, da sonst kein eindeutiger Winkel bestimmt werden kann. Alle Daten
werden anschließend in die bereits erstellten ASCII-Dateien abgespeichert. Für das bereits gezeigte
generische Ablagemuster ist in Abbildung 4.11 eine Überlagerung von Linienmuster mit Berandung
des Erfassungsbereichs der nummerischen Dicken- bzw. Winkelanalyse sowie dem zugrunde gelegten
FE-Netz dargestellt. Aus Gründen der Übersichtlichkeit wurde hierbei eine große Elementgröße gewählt.
Die über die Enden des FE-Netzes herausstehenden Linienzüge resultieren aus dem verwendeten Be-
rechnungsalgorithmus. Hierdurch soll eine bis zum Modellrand durchgehende, nicht durch Randeffekte
der Dickenanlyse beeinflusste Dickenverteilung gewährleistet werden.
Abb. 4.11: Generische Ablagemuster mit Berandung des nummerischen Dicken- und Winkelanalysebe-
reichs (links), konturbegrenzendes 2D-FE-Netz (Mitte) und Überlagerung von Linienmuster
bzw. Dicken- / Winkelinformation mit dem FE-Netz (rechts)
Durch Setzen entsprechender Import-Parameter und einen erneuten Start des AOPS-Programms werden
die ASCII-Dateien eingelesen und auf Basis der darin definierten Dicken- und Richtungsdaten ein
3D-FE-Modell aufgebaut. Hierfür wird das in ANSYS integrierte Solid-Element Solid186 verwendet.
Mit Hilfe der Dickeninformationen werden die Knotenkoordinaten der oberen Knotenebene erzeugt.
Auf Basis der Winkelinformation am Elementmittelpunkt wird das lokale Elementkoordinatensystem
ausgerichtet und anschließend das neue Solid-Element anhand von acht Knoten aufgebaut. Die zu-
sätzlich für den Elementtyp benötigten Mittelknoten werden mit Hilfe eines im Skript ausgeführten
ANSYS-Befehls nachträglich generiert. Alle Elemente im Bereich der Verstärkungsstruktur werden
mit den in Abschnitt 2.3 definierten Materialeigenschaften einer unidirektionalen transversal-isotropen
TFP-Schicht belegt. Wird ein zuvor definierter Schwellwert der nummerisch bestimmten Dicke des
Ablagemusters an der Elementmittelpunktskoordinate unterschritten oder liegen Elementkoordinaten
außerhalb des Erfassungsbereichs der Dickenbestimmung, wird dem Element an allen Eckknoten eine
einheitliche Dicke von 0, 05mm zugewiesen. Außerdem erhält dieses Element die Materialdaten des ein-
gesetzten Matrixmaterials. Hierdurch soll die konsistente Vernetzung des Volumenmodells sichergestellt
werden. Die zum “Auffüllen” verwendeten Harzbereiche tragen aufgrund ihrer geringen Dicke und des
zugewiesenen niedrigen E-Moduls einen vernachlässigbaren kleinen Anteil zur Gesamtstruktursteifigkeit
bei. Mit Hilfe der einzulesenden ASCII-Dateien lassen sich ebenfalls problemlos Unidriektionalschichten
mit einer konstanten Materialdicke und Faserorientierung generieren. Dafür wird allen Elementen eine
gleiche Diche sowie Elementhauptrichtung zugewiesen. Dies ist vorteilhaft, wenn der Stickgrund einer
realen TFP-Preform im FE-Modell mit berücksichtigt werden soll.
Durch Verwendung der speziellen Option Layered des Elementtyps Solid186 richtet sich das Koordina-
tensystem in Dickenrichtung entsprechend des Dickengradientens bzw. normal zur Elementgrundebene
aus. Hierdurch kann auch eine vertikale Komponente des Elementkoordinatensystems zur realistischeren
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Abbildung der transversal-isotropen Elementeigenschaften, z. B. beim Überlaufen eines bereits abgeleg-
ten Rovings durch einen anderen, realisiert werden. Für das Solid-Element selbst werden jedoch auch
bei Verwendung der Layered-Option keine weiteren Lagen definiert. Soll eine zweite, darüberliegende
TFP-Faserlage beschrieben werden, erfolgt der Aufbau entsprechend der ersten Lage. Dabei bilden die
in dem ersten Layer gebildeten oberen Knotenebenen die Grundebene für die Elemente der zweiten
Lage. Hierdurch ist gewährleistet, dass die Netze jeder Lage konform sind, da sich alle Elemente die
gleichen Knoten teilen. Dies hat den entscheidenden Vorteil, dass keine Koppelbedingungen wie etwa bei
der Modellierung anhand nicht konformer Netze definiert werden müssen. Allerdings kann es aufgrund
des gewählten automatischen Vernetzungansatzes bei der Abbildung einzelner Rovingstränge zu nicht
geglätteten, elementweise gestuften Rändern kommen. Der prinzipielle Aufbau eines Volumenelements
mit angepassten Dicken an den Elementecken und eines entsprechend ausgerichteten Koordinatensys-
tems ist in Abbildung 4.12 dargestellt. Das fertig aufgebaute FE-Modell kann anschließend noch mit
Randbedingungen und Kräften versehen und gelöst werden.
Abb. 4.12: Schematischer Aufbau eines Volumenelements mit knotenweise angepasster Dicke sowie
entsprechender Ausrichtung des Elementkoordinatensystems
In Abbildung 4.13 ist aus dem generischen Ablagemuster aus Abbildung 4.10 ein FE-Modell auf Basis
von Volumenelementen erzeugt worden. Anhand der Detailansichten ist die Dickenkonturierung mit
kontinuierlichen Übergängen an den Knoten benachbarter Volumenelemente erkennbar. Anhand der
Farbgebung ist außerdem die Materialverteilung der finiten Elemente dargestellt. Hierbei besitzen alle
roten Elemente CFK-Materialeigenschaften. Den blaue Elemente werden dagegen die Materialeigen-
schaften des Matrixmaterials zugewiesen. Dabei ist erkennbar, dass die Ränder einzelner Rovingverläufe
keine glatte Kontur aufweisen, sondern eine entsprechend der automatischen Vernetzung abgestuften
Verlauf. Da einzelne Rovings ohne Lückenschluss zum Nachbarroving jedoch die Ausnahme sind, kann
diese Einschränkung in einem ersten Modellierungsansatz vernachläsigt werden, da vor allem eine
Simulation der Struktursteifigkeit angestrebt wird. In den Detailansichten ist außerdem eine untenlie-
genden grünen Lage konstanter Dicke erkennbar, welche beispielhaft dem eigesetzten Basismaterial
entspricht. Dieser könne später in der FE-Software entsprechende homogenisierte Materialeigenschaf-
ten zugewiesen werden. Mit Hilfe einer gröberen Vernertzung wird in Abbildung 4.14 die aus dem
TFP-Ablagemuster abgeleitete Orientierung der Elementhauptrichtung, welche der Faserorientierung
entspricht, veranschaulicht. Die Elementhauptrichtung entspricht dabei der schwarz dargestellten
x-Achse des Elementkoordinatensystems.
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Abb. 4.13: FE-Modell des generischen Ablagemusters auf Basis von Volumenelementen mit Detailan-
sichten und farblich gekennzeichneter Materialverteilung
Abb. 4.14: Elementwinkelorientierung (rechts) des generischen Ablagemusters am Beispiel eines FE-
Modells mit Volumenelementen
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4.5.4 Modellierungsansatz durch Verwendung von Schalenelementen
Prinzipiell kann das FE-Modell ebenfalls mit Hilfe von Shell-Elementen aufgebaut werden. Dabei wird
entsprechend Abbildung 4.15 dem verwendeten Shell-Element Shell281 eine über die gesamte Element-
fläche konstante Dicke zugewiesen. Hierfür wird sowohl die Dickenbestimmung als auch Ermittlung der
lokalen Faserorientierung am Elementmittelpunkt durchgeführt.
Abb. 4.15: Schematischer Aufbau eines Schalenelements mit angepasster konstanter Dicke und Aus-
richtung des Elementkoordinatensystems in der Elementebene
Für den Einsatz von Schalenelementen spricht grundsätzlich die Reduktion der Rechenkosten durch
die geringere Anzahl an Freiheitsgraden bzw. Knoten. Dem gegenüber stehen im Fall der Abbildung
von variabelaxialen TFP-Strukturen eine Reihe von Nachteilen. So weisen die FE-Modelle aufgrund
der konstanten Elementdicke eine unstetige Dickenkonturierung an den Elementkanten auf. Lokale
Dickenunterschiede bzw. Gradienten können hierdurch nicht hinreichend genau abgebildet werden. In
Abbildung 4.16 ist die Dickenkonturierung des generischen TFP-Ablagemusters anhand der virtuel-
len Shell-Dickenverteilung dargestellt. Deutlich ist dabei die treppenartige Abstufung der einzelnen
Elementdicken zu erkennen. Die farblich gekennzeichnete Materialverteilung und die Orientierung
der Elementhauptrichtungen in der Ebene entsprechen dabei denen des zuvor in den Abbildungen
4.13 und 4.14 gezeigten Modellansatzes auf Basis von Volumenelementen. Ein großer Nachteil des
Modellansatzes ist, wie bereits erwähnt, die fehlende Möglichkeit zur Abbildung von sich überlagern-
den Roving-Strängen, bei der die Faserorientierung auch in Dickenrichtung augelenkt wird, da das
Koordinatensystem des verwendeten Shell-Elements eine stets normal zur Basisebene ausgerichtete
Dickenorientierung aufweist. Außerdem resultiert aus der für Shell-Elemente definierten Einschränkung
des ESZ, dass die Spannungskomponenten in Dickenrichtung gleich Null gesetzt sind, wie in Gleichung
(2.56) dargestellt. Da sich mit Shell-Elementen somit auch keine interlaminaren Spannungen abbilden
lassen, eignen sich offensichtlich der Modellansatz auf Basis von Schalenelemente nicht zur Beanspruch-
nungsanalyse an konturierten variabelaxialen FKV-Strukturen. Soll dagegen lediglich eine Bewertung
der globalen Struktursteifigkeit vorgenommen werden, ist zu beachten, dass FKV-Bauteil möglichst
wenige Faserauslenkungen in Dickenrichtung aufweisen darf bzw. dass diese einen möglichst kleinen
Dickengradienten besitzen sollten. Entsprechend des in Abbildung 3.4 dargestellten Einflusses zwischen
dem Relativwinkel von Faserorientierung und Kraftrichtung, bezogen auf die relative Steifigkeit einer
UD-Schicht, tritt bereits bei einer Winkeldifferenz von Θ ≈ 3, 7° eine Reduktion des E-Moduls von ca.
10% auf.
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Abb. 4.16: FE-Modell des generischen Ablagemusters auf Basis von Schalenelemente mit Detailansichten
und farblicher Kennzeichnung der Materialverteilung
Einen solchen Grenzfall, gekennzeichnet durch einen geringen Anstieg der Fasern in Dickenrichtung,
stellt beispielsweise die Simulation der in Abschnitt 5.1 betrachteten Zugscheibe mit ungleich breiten
Einspannbereichen dar. Weitere Vergleiche zur Eignung von Shell-Elementen hinsichtlich der Simulation
der globalen Steifigkeit an komplexen variabelaxialen FKV-Strukturenbauteilen werden in Abschnitt
5.2.7 vorgenommen.
5 Beispiele strukturoptimierter variabelaxialer
TFP-Bauteile
In diesem Kapitel soll anhand zweier Beispiele das Vorgehen zur fertigungsbedingten Strukturoptimie-
rung variabelaxialer TFP-Strukturkomponenten beschrieben werden. Neben dem generischen Beispiel
einer Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen wird eine biegebelastete Fahrradstrukturkom-
ponente in zwei unterschiedlichen Bauweisen untersucht. Hierzu werden neben den in Abschnitt (3.5)
gezogenen Schlussfolgerungen für ein Vorgehen zur Strukturoptimierung variabelaxialer FKV-Strukturen
die in Kapitel (3) entwickelten Methoden eingesetzt. Abschließend soll anhand weiterführender Beispiele
die praktische Relevanz der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Methodik demonstriert werden.
5.1 Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen
Das bereits in Abschnitt 3.3.1.2 beschriebene und in Abbildung 5.1 nochmals dargestellte generische Pro-
blem einer Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen wurde bereits von Kelly et al. [164] zur
Veranschaulichung von Hauptspannungs- und Lastpfad-Verläufen herangezogen. Für eine experimentelle
Untersuchung des Problems spricht die vergleichsweise einfache Versuchsdurchführung mit Hilfe einer
Zugprüfmaschine. Gleichzeitig lässt sich eine als beanspruchungsgerecht charakterisierbare Struktur,
bei der die Einspannbereiche mit kontinuierlichen Endlosfasern mit einander verbunden sind, nur mit
einer variabelaxialen Faserarchitektur realisieren, unabhängig vom gewählten Optimierungsansatz.
Abb. 5.1: FE-Modell einer Zugscheibe mit ungleichen Einspannbreiten mit Randbedingungen und
Maßen
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5.1.1 Voruntersuchung
Zu Beginn der Arbeit wurde zunächst versucht, das Problem mittels einer materialoptimierten va-
riabelaxialen Faserstruktur zu lösen. Hierfür wurden zunächst mittels FEA anhand eines isotropen
Materialmodells die Hauptspannungsvektoren für die erste und zweite Hauptrichtung berechnet und
als Zeichnungsgrundlage für die manuelle Erstellung der entsprechenden Hauptspannungstrajektorien
verwendet. Die Erstellung der TFP-Musterdaten war dabei durch einen hohen zeitlichen und manuellen
Aufwand gekennzeichnet. Unter anderem auch da versucht wurde, die an dem ebenen Ausgangsmodell
auftretende Spannungsverteilung im Fadenablagemuster zu berücksichtigen. Hierzu wurden höher
beanspruchten Stellen lokal eine höhere Fadendichte zugewiesen. Dies führte wiederum zu lokalen
Dickeninhomogenitäten. Besonders problematisch sind diese an den Einspannbereichen, da hierdurch
kein gleichmäßiges Spannen der Proben in der Zugprüfmaschine erfolgen kann. Aufgrund des manuellen
Zeichenvorgangs konnten zudem die Trajektorienverläufe nicht vollständig entsprechend der berechneten
Hauptspannungsvektorenrichtungen nachvollzogen werden. Dies wurde ebenfalls durch die verwendete
Punch-Software (BasePack) erschwert, da sich hiermit die Vielzahl gekrümmter Linienzüge nur sehr
schwer abbilden bzw. bearbeiten ließ. Die beiden erstellten Fadenablagemuster sind in Abbildung 5.2
dargestellt.
Abb. 5.2: TFP-Fadenablagemuster entsprechend erster (links) bzw. zweiter (rechts) Hauptspannungs-
richtungen einer materialoptimierten Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen
Die TFP-Fadenablage wurde auf einem Glasgewebe mit einer Flächenmasse von 108 g/m2 entspre-
chend der ersten Hauptspannungsrichtung mit einem 12K Kohlenstofffaserroving und für das darüber
platzierte Ablagemuster entsprechend der zweiten Hauptrichtung mit einem 1K Roving durchgeführt.
Die Einspannbereiche wurden zudem mittels eines 12K Rovings mit einer zusätzlichen ±45 ° Lage
verstärkt. Zur Herstellung eines symmetrischen Prüfkörpers wurden je zwei Preformhälften mittel
Vakuuminfusionsverfahren mit einem EP-Harz infiltriert und anschließend mit dem gleichen EP-Harz
zusammengeklebt. In Abbildung 5.3 ist ein der Harzinfusionsprozesses mittels Vakuumfolieverfahren der
beiden Preformhälften sowie der finale zusammengeklebte Probekörper dargestellt. Aufgrund der bereits
erwähnten inhomogenen Dicke war eine gleichmäßige Krafteinleitung in die Einspannbereiche auch nach
Planschleifen praktisch nur schwer möglich. Zudem ließ die vorhandene Klemmvorrichtung der verwen-
deten TIRA-Zugprüfvorrichtung keine biegefreie Klemmung der Probe zu, da diese konstruktiv bedingt
nur für Proben mit konstant dicken Einspannbereichen möglich ist. Aus diesen Gründen wurde von einer
weiteren experimentellen Untersuchung dieses Probentyps abgesehen. Jedoch konnten wichtige Schlüsse
für das weitere Vorgehen gezogen werden. So wird bei einer Lasteinleitung durch ebene Klemmung
stets ein äquidistanter Faserabstand und somit eine konstante Dickenverteilung empfohlen. Auch macht
es für ein Leichtbauelement, bereits aus der Anschauung heraus, wenig Sinn mehr Material als nötig
zur Lastübertragung einzusetzen. Die Ausbauchung der Probekörperstruktur über die Einspannbreite
hinaus resultiert hier lediglich aus dem eingesetzten Materialoptimierungsverfahren entsprechend der
Hauptspannungsorientierung.
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Abb. 5.3: Harzinfiltration mittels Vakuumfolieverfahren (links) und fertig konsolidierte und zusammen-
geklebte Zugprobe (rechts)
5.1.2 Auslegungsprozess
Ausgehend von den Erkenntnissen der Voruntersuchung und in einem frühen Stadium der Arbeit wurde
versucht das wenig sinnvolle Ergebnis einer reinen hauptspannungsbasierten Materialoptimierung durch
eine weitere rechnergestützte Vorkonditionierung der Strukturkomponente zu verbessern. Als eine
vielversprechende Möglichkeit wurde die Topologieoptimierung betrachtet und schließlich eingesetzt.
Als Optimierungsalgorithmus wurde dabei zunächst das in Abschnitt 3.4.1 beschriebene SKO-Verfahren
herangezogen und in die in Abschnitt 4.2 beschriebene AOPS-Software implementiert.
Eine genaue Beschreibung der topologischen Optimierung der Zugscheibe sowie die mit dem Verfahren
verbundenen Problemstellungen können der Diplomarbeit von Schulz [210] sowie der Veröffentlichung
von Spickenheuer et al. [211] entnommen werden. Obwohl die in Abbildung 5.4 links dargestellte
optimale Trapezform als triviale und vorhersagbare Strukturlösung betrachtet werden kann, war es
wichtig ein computergestütztes allgemeingültiges Vorgehen zu definieren und im ingenieurtechnischen
Umfeld einsetzen zu können. Somit sollte sichergestellt werden, dass das Vorgehen auch bei wesentlich
komplexeren Strukturbauteilen angewendet werden kann. Die Ergebnisse des Fully-Stress-Designs
decken sich mit dem in Abbildung 3.19 dargestellten Topologieoptimierungsergebnis durch Anwendung
des Homogenisierungsverfahrens mit einem Ausgangsdichteverhältnis von ρ/ρo = 0, 5.
Abb. 5.4: Ergebnis der Topologieoptimierung (links) und auf Basis dieses Designvorschlags abgeleitetes
FE-Modell mit Randbedingungen und Kräften (rechts)
In Abbildung 5.4 recht ist das aus dem Designvorschlag abgeleitete FE-Modell dargestellt. Dies ist
notwendig, da die elementweise Stufung des Randes ggf. zu geometriebedingten Spannungsspitzen
führen könnte. Das neu generierte ebene FE-Modell bildet nun die Grundlage für einen weiteren
Materialoptimierungsschritt. Der Optimierungsbereich ist hierbei hellgrau gekennzeichnet und wurde
mit isotropen Materialeigenschaften und einem E-Modul von E = 71GPa belegt. Die mit isotropen
Materialeigenschaften höherer Steifigkeit (E = 210GPa) belegten Einspannbereiche sind dunkel darge-
stellt. Die sich nach 5 Iterationen der Hauptspannungsoptimierung mit AOPS, wie in Abschnitt 4.3
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beschrieben, einstellenden Hauptspannungsrichtungen sind in Abbildung 5.5 (oben) dargestellt. Das
Ergebnis der Trajektorienableitung mit der Bemaßung der späteren Trapezzugprobe ist in der gleichen
Grafik darunter dargestellt. Ausgehend von den Erfahrungen der Voruntersuchung wurde von einem
äquidistanten Faserabstand von 0,6mm auf der schmalen Seite der Einspannung ausgegangen. Hierdurch
stellte sich infolge der Volumenkonstanz bei Verwendung von Endlosfasern eine resultierender Ablagelini-
enabstand von 1,2mm auf der breiten Einspannseite ein. Da die automatische Trajektorienableitung nur
entsprechend der ersten Hauptspannungsrichtung erfolgte, wurden keine lokalen Spannungsunterschiede
mit berücksichtigt, die an dem ebenen konstant dicken FE-Modell auftraten. Resultierend aus den
unterschiedlichen Rovingabständen in den 45mm langen Einspannbereichen ergeben sich unter Einsatz
eines 12K-HT-Kohlenstofffaserrovings und unter Annahme eines nominellen Faservolumengehalts von
ϕ = 60% eine Schichtdicke von 0,6mm bzw. 1,2mm.
Abb. 5.5: Hauptspannungsvektoren nach Materialoptimierung (oben) und Probengeometrie mit einge-
zeichneten Rovingablageverläufen (unten)
5.1.3 Herstellung und Prüfung
Um eine fertigungsbedingte ungleichmäßige Dickenverteilung entsprechend der Abbildung 2.22 in Ab-
schnitt 2.3 zu vermeiden, wurde ein alternierendes Preformablagemuster entsprechend der schematischen
Abbildung 5.6 gewählt. Als Verstärkungsfaden kam ein 12K HT-Kohlenstofffaserroving zum Einsatz.
Als Stickgrund wurde ein Glasfilamentgewebe mit 108 g/m2 in einer [0/90]-Orientierung relativ zur
x-Achse verwendet. Die fertigen Preformen mit den darüber genähten Markierungsfäden, die später als
Schnittkanten dienten, sind in Abbildung 5.7 (links) dargestellt. Für die Rovingfixierung wurde ein
10K Polyesternähfaden und Zickzack-Stichmodus verwendet. Die Stichlänge betrug 4mm.
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Abb. 5.6: Alternierendes TFP-Ablagemuster der Trapezzugscheibe
Um eine möglichst homogene Faser-Matrix-Verteilung und so möglichst gute Prüfkörperqualität zu
erhalten, stellte sich eine VAP-Infiltration der einzelnen Preformhälften sowie ein anschließendes Zusam-
menkleben als günstig heraus. Hierfür wurde der Stickgrund entlang der Außenkontur beschnitten und
die Preformen in einen metallischen Rahmen eingelegt, der eine möglichst exakt definierte Probenkante
sicherstellen sollte, wie in Abbildung 5.7 (rechts) dargestellt ist. Mit Hilfe des VAP-Verfahrens konnte
die Ausbildung der Dickenkonturierung aufgrund der isostatischen Druckbelastung auf die Preform
gewährleistet werden.
Abb. 5.7: TFP-Preformen der Trapezproben (links) und beschnitten und eingelegt in einen metallischen
Rahmen zur konturgenauen Konsolidierung (rechts)
Durch nasschemische Analyse von Proben einer infiltrierten Preformhälfte wurde ein integraler Faser-
volumengehalt von ca. ϕ = 46% bezogen CFK-Schicht und das Glasgewebegrundmaterial ermittelt.
Der mit etwa 2% - 3% vernachlässigbar geringe Volumenanteil des Nähfadens wurde hierbei dem
Matrixmaterial zugerechnet, da sich der Polyesternähfaden, wie das Epoxidharz, ebenfalls mit auflöste.
Durch Einlage von Saugvlies sowie durch die Rücksaugung des Harzes konnte eine Miniskenbildung
an den Rändern sowie ein Harzüberschuss in der Probe vermieden werden. Für die Infiltration und
die nachfolgende Klebung wurde das Epoxidharz L 20 zusammen mit dem Härter EPH943 eingesetzt
und entsprechend den Herstellerangaben bei einer maximalen Temperatur von 60 °C gehärtet und
anschließend getempert. Um eine akkurate Passform bei der Verklebung von zwei Prüfkörperhälften
zu erzielen, wurde der Infiltrationsrahmen ebenfalls zur Positionierung bzw. Ausrichtung benutzt. Die
Aushärtung der Verklebung erfolgte ebenfalls unter Einsatz eines Vakuumsacks. Einer der gefertigten
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sechs Prüfkörper ist in Drauf- und Seitenansicht in Abbildung 5.8 dargestellt.
Abb. 5.8: Trapezzugprobe in Seitenansicht (oben) und Draufsicht (unten)
Um die Faserverteilung qualitativ und die Dicken der Klebeschicht und des Stickgrunds quantitativ
bewerten zu können, wurden an verschiedenen Stellen einer Probe Schnitte durchgeführt. Durch optisches
Ausmessen der Schnittflächen konnte der Harzschicht eine durchschnittliche Dicke von rund t = 0, 7mm
und dem Glasfilamentgewebe von t = 0, 2mm zugewiesen werden. Eine Schnittansicht der Trapezprobe
ist in Abbildung 5.9 dargestellt.
Abb. 5.9: Ansicht eines vertikalen Schnitts der Trapezzugprobe in Probenmitte
Die Prüfung erfolgte auf einer servohydraulischen Prüfmaschine des Typs 810 der Firma MTS mit einer
maximalen Zugkraft von 50 kN . Alle Prüfkörper wurden mit einer Last von Fx = 30 kN belastet und mit
Hilfe des optischen Verformungsmessystems ARAMIS mit 1,3 Megapixel-Kameras der Firma GOM bzgl.
der auftretenden Oberflächendehnungen vermessen. Aufgrund des verwendeten Hydraulischen Klemm-
systems konnte trotz unterschiedlich dicker Einspannbereiche eine symmetrische, biegemomentfreie
Einspannung gewährleistet werden.
5.1.4 Aufbau des Simulationsmodells
Da zu Beginn der Untersuchungen noch keine Methode zur automatischen Dickenableitung und
Übertragung auf ein FE-Modell zur Verfügung stand, wurden zum Modellaufbau in der FEA-Anwendung
ANSYS den entsprechend der Hauptspannungsrichtung orientierten Schalenelementen des Typ Shell99
eine analytisch berechnete Dickenverteilung in Abhängigkeit der Probenlänge auf der x-Achse zugewiesen.
Die linear interpolierten Dickenverhältnisse berücksichtigen dabei eine Volumenkonstanz zwischen den
Einspannbereichen, welchen jeweils eine Dicke von 1,2mm an der 20mm bzw. von 0,6mm an der 40mm
breiten Seiten zugewiesen wurde. Der verwendete Elementtyp bot darüber hinaus die Möglichkeit
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jedem Eckknoten eine eigene Elementdicke zuzuweisen, wodurch das in Abbildung 5.10 gezeigte und
mit Dickenrepräsentation (dreifach überhöht) dargestellte FE-Modell keine elementweise Abstufung
aufweist.
Abb. 5.10: Dickenangepasstes FE-Modell der Trapezzugprobe
Die beiden symmetrisch angeordneten Kohlenstofffaserschichten [HS1CF ] weisen zudem eine element-
weise variabelaxiale Orientierung, entsprechend der in Abbildung 5.5 (oben) dargestellten Haupt-
spannungsrichtungen auf. Für die Modellierung einer Glasfilamentgewebeschicht wurden jeweils zwei
0,1mm konstant dicke UD-GFK-Schichten mit einer [0GF K/90GF K ]-Orientierung verwendet. Für die
Berechnung der Materialeigenschaften aller FKV-Schichten nach den in Abschnitt 2.3 beschriebenen
semiempirischen Formeln (2.57) bis (2.61) wurde ein Faservolumengehalt von ϕ = 46% zugrunde gelegt.
Der in der Mitteebene liegenden 0,7mm dicken Epoxidharzklebeschicht [EP ] wurden die Materialei-
genschaften der im Anhang befindlichen Tabelle A.3 zugewiesen. Somit ergab sich für das FE-Modell
ein Gesamtlagenaufbau entsprechend [HS1CF K/0GF K/90GF K/EP/90GF K/0GF K/HS1CF K ]. Zur Be-
rücksichtigung der Lasteinleitungsbereiche wurden entsprechend dem in Abbildung 5.4 dargestellten
FE-Modell zusätzlich 45mm lange Elemente mit konstanter Dicke und Breite sowie mit den isotropen,
linearelastischen Materialeigenschaften von Stahl generiert.
5.1.5 Vergleich experimenteller und numerischer Ergebnisse
Die Auswertung der experimentellen und numerischen Untersuchungen erfolgte anhand des in Ab-
bildung 5.11 dargestellten Bereichs der trapezförmigen Zugprobe sowie entlang der eingezeichneten
Schnittverläufe, welche jeweils der horizontalen bzw. vertikalen Mittelachse des Messfelds entsprechen.
Abb. 5.11: Bereich und Schnittsektionen der Dehnungsmessung der Trapezzugscheibe
An den in Abbildung 5.12 dargestellten Zonen erster Hauptdehnung mit unterschiedlichen Grauwerten
kann zunächst ein optischer Vergleich zwischen den gemessenen Ergebnissen der mittels FEA berechneten,
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oberflächlich messbaren Beanspruchung vorgenommen werden. Bis zu der aufgebrachten Kraft von
Fx = 30 kN wiesen alle Trapezzugproben ein linear elastisches Dehnungsverhalten auf. Es konnten
an vier Prüfkörpern hinreichend exakte Messungen der Oberflächendehnung durchgeführt werden.
Für die FE-Simulation wurde das in Abbildung 5.10 dargestellte FE-Modell mit lokal angepasster
Dickenverteilung und Elementausrichtung verwendet.
Abb. 5.12: Visualisierung der ersten Hauptdehnung der experimentell ermittelten und numerisch be-
rechneten ersten Hauptdehnung einer TFP-Trapezzugscheibe
Um einen besser quantifizierbaren Vergleich zu erreichen, wurde die erste Hauptdehnung ε1 entsprechend
des horizontalen Schnitts 1 bzw. die zweite Hauptdehnung ε2 entsprechend des vertikalen Schnitts 2
ausgewertet und in Abbildung 5.13 dargestellt. Aufgrund des sowohl bzgl. der Faserorientierung als
Abb. 5.13: Vergleich der Beanspruchung der Trapezprobe zwischen Experiment und Simulation: Erste
Hauptdehnung entlang Schnitt 1 (links) und zweite Hauptdehnung entlang Schnitt 2 (rechts)
auch der Dickenverteilung angepassten FE-Modells kommt es zu einer sehr guten Übereinstimmung der
elastischen Beanspruchung zwischen den experimentellen und numerischen Ergebnissen. Die größten
5.2 Steifigkeitsoptimierter Versteifungsbügel 111
Abweichungen der ersten Hauptdehnung im Schnitt 1, die sich um einen Mittelwert von etwa ε1 = 0, 5%
bewegt, treten am Messfeldrand auf. Die Ungenauigkeiten bei der Dehnungsberechnung an den Rand-
bereichen sind ein typischer Effekt des verwendeten optischen Messsystems. Dagegen kann im Inneren
des Messfeldes, im Fall von Schnitt 1, zwischen 10mm und 90mm eine sehr gute Übereinstimmung
zwischen Messung und Simulation festgestellt werden. Im Falle des Schnitts 2 sind die vergleichsweise
großen Schwankungen der zweiten Hauptdehnung, welche sich im Mittel bei etwa ε2 = −0, 15% bewegt,
auf die geringe Genauigkeit des optischen Messsystems bei sehr kleinen Dehnungen zurückzuführen.
Nach Erfahrungswerten liegt die Genauigkeit der Dehnungsberechnung aufgrund der vergleichsweise
geringen Auflösung der verwendeten Kameras des Messsystems bei etwa 0,1%. Trotzdem kann auch
in diesem Fall von einer guten Übereinstimmung zwischen experimentell und numerisch ermittelten
Ergebnissen ausgegangen werden. Werden in der Probenmitte die erste Hauptdehnung mit ε1 = 0, 48%
bzw. die zweite Hauptdehnung mit ε2 = 0, 16% gemittelt, lässt sich damit eine durchaus plausible
Querkontraktionszahl von νyx = ν21 = ε2ε1 = 0, 31 berechnen.
5.1.6 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen
Mit Hilfe des vergleichsweise einfachen Beispiels einer Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbe-
reichen können anschaulich zwei wesentliche argumentative Schwerpunkte der vorliegenden Arbeit
dargestellt werden. Zum einen lässt sich mittels Topologieoptimierung ausgehend von einer unzurei-
chend konditionierten Ausgangsstruktur (Rechteckquerschnitt) eine volumen- bzw. masseminimale,
mechanisch hoch beanspruchbare FKV-Struktur auslegen und mittels TFP-Verfahren herstellen. Zum
anderen lässt sich für eine variabelaxiale FKV-Struktur sowohl durch die Berücksichtigung der lokalen
Elementorientierung als auch der lokalen Dickenverteilung zwischen dem experimentell ermittelten und
dem numerisch berechneten Dehnungsverhalten eine sehr gute Übereinstimmung erzielen. Aufgrund
des geringen Dickengradientens lassen sich zur Steifigkeitsberechnung der Gesamtstruktur am Beispiel
der Trapezzugscheibe auch Schalenelemente problemlos einsetzen. An Strukturbeispielen mit größeren
Gradienten der Strukturdicke oder im Fall der Spannungsberechnung mit dem Ziel der Vorhersage eines
Bauteilversagens sollte dagegen aufgrund des dann in erster Näherung nicht mehr gültigen ESZ auf
Volumenelemente zurückgegriffen werden.
5.2 Steifigkeitsoptimierter Versteifungsbügel
5.2.1 Definition der Strukturkomponente
Als weiteres, realistischeres Beispiel zur Demonstration einer steifigkeitsoptimierten variabelaxialen
TFP-Struktur wurde ein Versteifungsbügel einer Fahrradfelgenbremse (engl. Brake Booster) gewählt.
Der Brake Booster kommt zum Einsatz bei Fahrrädern mit sogenannten Cantilever-Bremsen. Der
englische Begriff Cantilever bezeichnet den Bremsentyp mit dem dabei zum Einsatz kommenden
Kragarm bzw. Kipphebel, der die Handkraft verstärkt und die Bremsbeläge gegen die Fahrradfelge
drückt. Aufgrund der Bremskraft werden die Lagerpunkte mit einer Kraft FB belastet, was zu einem
Weiten der Lagerpunkte durch Tordieren der Fahrradgabel bzw. des Rahmens führt. Durch Einsatz
eines Brake Boosters zur zusätzlichen Versteifung an den freien Enden der Kipphebellagerung wird
diese Aufweitung verhindert. Hierdurch wird der Bremsdruckpunkt durch die bessere Dosierbarkeit
der Bremskraft verbessert. Der Brake Booster sollte dabei eine möglichst hohe Struktursteifigkeit
aufweisen. Da diese Komponenten in der Vergangenheit auch im Fahrradrennsport eingesetzt wurden,
besteht darüber hinaus die Forderung die Strukturmasse möglichst niedrig zu halten. Der unter dem
Markennamen V-Brake bezeichnete Typ einer Cantilever-Bremse mit zusätzlich angebrachtem Brake
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Booster ist in Abbildung 5.14 schematisch (links) bzw. am Beispiel einer realen Fahrradkomponente
(rechts) dargestellt. Sowohl experimentelle Untersuchungen als auch Angaben in der Literatur [241, 210]
zeigen eine Bremskraft von FB = 500N als realistisch für eine V-Brake an. Trotz des einachsigen
Abb. 5.14: Prinzipskizze (links) und Foto (rechts) einer Cantilever-Bremse mit montiertem Brake
Booster
Lastfalls kann, im Gegensatz zur Zugscheibe mit ungleich breiten Einspannbereichen, die optimale
Bauweise und Struktur eines Brake Boosters unter Anwendung variabelaxialen, endlosfaserverstärkten
FKV-Materials nicht allein auf Basis ingenieurtechnischen Fachwissens vorausgesagt werden. Darüber
hinaus bietet sich der Versteifungsbügel zur Optimierung auch deshalb an, da es im Rahmen früherer
Bemühungen, u. a. für den Fahrradrennsport, viele Versuche gab, einen Brake Booster mit möglichst
hohem Leichtbaupotential herzustellen. Dazu wurden sowohl Leichtmetallwerkstoffe als auch FKV-
Materialien eingesetzt. So wurde bereits von Feltin [4] bei Entwicklung der TFP-Technologie als
Technologiedemonstrator ein Brake Booster herangezogen. Um eine größtmögliche Bauteilsteifigkeit zu
erreichen, wurden dabei hochmodulige Kohlenstofffasern verwendet. Ebenfalls wurden von Rüger bzw.
Karb et al. [241, 69] sowie Carosella et al. [5] Brake Booster Varianten vorgestellt, die mit Hilfe der
TFP-Technologie hergestellt worden waren. Für die Berechnung der Struktursteifigkeit CS wird die





Um das Leichtbaupotential der verschiedenen Brake Booster Strukturtypen miteinander vergleichen zu
können, wird die massebezogene Struktursteifigkeit CS,m entsprechend Gleichung (5.2) eingeführt, bei
der die angreifende Kraft FB auf die gemessene Verformung sowie auf die Bauteilmasse normiert wird.
CS,m =
FB
u · m (5.2)
Veröffentlichungen zu diesem Thema in jüngerer Vergangenheit beschränken sich auf die in Tabelle 5.1
a) dargestellte Geometrie des Aluminium-Referenzbauteils Strongarm der Firma DKG. Auf Basis dieser
Bauteilform sind in Tabelle 5.1 b) ein aus CF-Multiaxialgelege mit quasiisotropem Lagenaufbau nach
[242] sowie in Abbildung c) ein TFP Brake Booster nach [5] dargestellten Brake Booster Varianten
gefertigt worden. Als weitere Referenzbauteile mit leicht veränderter Geometrie sind darüber hinaus in
Abbildung d) ein Aluminium-Brake Booster der Firma TEKTRO nach [241, 69], in Abbildung e) ein
in Anlehnung an die TEKTRO-Geometrie nach [241] entwickelter TFP-CFK-Brake Booster sowie in
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Abbildung f) die TFP-CFK-Variante eines Brake Boosters mit hochmoduligen Kohlenstofffasern nach [4]
abgebildet. Zu jeder Variante werden Angaben zu Material, Masse sowie absoluter und massespezifischer
Steifigkeit gegeben.
Es wird deutlich, dass bereits eine multiaxiale CFK-Variante mit quasiisotropem Lagenaufbau einem
kommerziellen Aluminium-Brake Booster in Bezug auf die massespezifische Steifigkeit überlegen ist. Wei-
terhin ist ersichtlich, dass die bisher hergestellten TFP-Strukturvarianten mit vergleichbarer Geometrie
diesen Wert sogar noch übertreffen. Besonders gut ist dabei die Umsetzung der von [5] vorgestellten und
mittels RTM-Verfahren gefertigten Variante TFP-1 gelungen. Diese besitzt mit CS,m = 9, 1N/mm/g
den bisher höchsten bekannten massebezogenen Steifigkeitswert für einen Fahrrad-Brake Booster.
Grundlegender Gedanke bei der Auslegung aller TFP-CFK-Brake Booster (TFP-1, TFP-2, TFP-3 ) ist
es, auf einer zur Schubversteifung gedachten Mittellage, welche im Orientierungswinkel je nach Position
angepasst wird, zusätzliche UD-Gurte zur Aufnahme von Druck- und Zugkräften zu platzieren. Bei
diesem ingenieurmäßigen Ansatz soll durch Vergrößerung des Flächenträgheitsmoments sowie durch die
ausschließliche Orientierung der Fasern in den Gurtbereichen entsprechend der Beanspruchungsrichtung
eine deutliche Erhöhung der Biegesteifigkeit erzielt werden. Die mittlere TFP-Lage besitzt dabei im
Bereich nahe der Einspannung eine [45/ − 45]-Faserorientierung, wodurch eine übermäßige Schubverzer-
rung verhindert werden soll, sowie im Bereich nahe der Symmetrieachse eine [0/90]-Orientierung, die
ein Auseinanderziehen des Zug- und Druckgurts vermeiden soll.
In den nachfolgenden Abschnitten werden die in Kapitel 3 diskutierten Ansätze zur Material- bzw.
gekoppelten Topologie- und Materialoptimierung, wie sie zum Teil in der AOPS-Designsoftware ent-
sprechend der Beschreibung in Abschnitt 4.2 implementiert worden, am Beispiel der Auslegung einer
Brake Booster-Struktur zur Anwendung gebracht. Darüber hinaus werden die Erstellung von geeigneten
Simulationsmodellen zur Vorhersage der Bauteilsteifigkeit untersucht, Möglichkeiten zur Erstellung
dickenkonturierter Injektionsformwerkzeuge diskutiert, sowie abschließend die Ergebnisse numerischer
und experimenteller Untersuchungen miteinander verglichen.
Als Grundlage für die Untersuchungen wird der Designraum bzw. die äußere Bauteilkontur des in Tabelle
5.1 gezeigten Aluminium-Brake Boosters Strongarm der Firma DKG verwendet. Die mit relevanten
Maßen versehene Geometrie ist in Abbildung 5.15 dargestellt.
Abb. 5.15: Bemaßte Geometrie der Ausgangsform für die Strukturoptimierung eines Brake Boosters
auf Basis eines kommerziellen Bauteils der Firma DKG
114 5 Beispiele strukturoptimierter variabelaxialer TFP-Bauteile












































5.2 Steifigkeitsoptimierter Versteifungsbügel 115
5.2.2 Designprozess mittels Materialoptimierung
Wie bereits in Abschnitt 3.3.1 beschrieben, beschränkt sich der Ansatz der Materialoptimierung auf
die Anpassung der Materialeigenschaft entsprechend einer Zielfunktion innerhalb eines vordefinierten
Designraums. Da sich der Einsatz eines OC-basierten Hauptspannungskriteriums zur Verbesserung
der Struktursteifigkeit als pragmatischer Ansatz erwiesen hat und zudem vergleichsweise einfach
realisiert werden kann, wird mit Hilfe des in Abschnitt 4.3 beschriebenen AOPS-Tools eine Hauptspan-
nungsoptimierung durchgeführt. Ein nach einem ähnlichen Vorgehen, d.h. hauptspannungsbasierten,
CAIO-Verfahren entwickelter Brake Boosters wurde von Carosella et al. [5] präsentiert. Allerdings
erfolgte die Bauteilkonsolidierung hierbei mittels VAP-Verfahren.
Gemäß den Schlussfolgerungen in Abschnitt 3.3.1 werden dabei an dem eingesetzten ebenen FE-Shell-
Modell keine Iterationen der Hauptspannungsrichtungen durchgeführt, sondern direkt die Ergebnisse
der mit isotropen Materialeigenschaften berechneten Hauptspannungen verwendet. Um die Anzahl an
notwendigen Freiheitsgraden und somit auch die Rechenkosten niedrig zu halten, wurde das Bauteil in
der Symmetrieebene getrennt und am FE-Modell mit entsprechenden Randbedingungen versehen. Das
vernetzte FE-Halbmodell mit Randbedingungen ist in Abbildung 5.16 a) dargestellt. Als Elementtyp
wurde das 8-Knoten-Shell-Element Shell281 verwendet mit einer mittleren Elementgröße von 0, 4mm
und einer konstanten Dicke von t = 3mm. Die angreifende Kraft mit FB = 500N wird über zusätzliche,
rot markierte Elemente mit den isotropen Materialeigenschaften von Stahl (E-Modul: E = 210GPa)
am linken Rand der Langlöcher der Einspannung eingeleitet.
In Abbildung 5.16 b) und c) ist jeweils die am symmetrischen Halbmodell isotrop berechnete erste
und zweite Hauptspannung dargestellt. Aufgrund der Überlagerung der Biegebeanspruchung mit
der Zugbeanspruchung in Kraftrichtung weist die erste Hauptspannung einen betragsmäßig höheren
Maximalwert auf. In Abbildung 5.16 d) ist das dazugehörige Vektorfeld für beide Hauptspannungen
zu sehen. Die Vektoren sind entsprechend der elementweise wirkenden Hauptspannungsgröße skaliert
und im Fall von Zugspannung rot bzw. im Fall von Druckspannung blau gekennzeichnet. Für eine
bessere Darstellung wurde eine mittlere Elementgröße von 2, 0mm gewählt. Ausgehend von dem
Hauptspannungsvektorfeld wurden zunächst nach dem in Abschnitt 4.4.2 beschriebenen Vorgehen
zur automatischen Trajektorienableitung pro Hauptspannungsrichtung 200 Trajektorien erzeugt und
a) b) c) d)
Abb. 5.16: FE-Modell mit Last, Rand- und Symmetrierandbedingungen (a), isotrop berechneter erster
und zweiter Hauptspannung (b, c) und betragsmäßig skalierter Hauptspannungsvektoren (d)
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anschließend in die 2D-CAD-Anwendung AutoCAD zur weiteren manuellen Bearbeitung importiert. Als
Positionen der Startpunkte zur automatischen Trajektorienerstellung wurde hierbei die Symmetrielinie
mit einer Verdichtung zum oberen und unteren Rand gewählt. In Abbildung 5.17 a) ist die Geometrie
mit der ursprünglichen Trajektorienschar dargestellt.
Entsprechend dem von Gliesche [121] vorgeschlagenen Vorgehen wurde anschließend die Trajektorien-
dichte manuell so reduziert bzw. modifiziert, dass in Bereichen höchster betragsmäßiger Hauptspannung
ein minimaler Startpunktabstand von dmin = 0, 3mm nicht unterschritten bzw. in Bereichen minimaler
Beanspruchung ein maximaler Abstand von dmax = 1, 47mm nicht überschritten wird. Als Hilfsmittel
für die manuelle Bearbeitung des finalen Trajektorienmusters wurde die in Abbildung 5.17 b) dargestellte
Graphik mittels ANSYS generiert. Hierbei sind in den Bereichen A bis J die betragsmäßigen Hauptspan-
nungen in entsprechende Trajektorienabstände entlang der Symmetrielinie umgerechnet worden. Der
minimale Abstand von dmin = 0, 3mm entspricht dabei nach Gleichung (4.1) einer maximalen halben
Bauteildicke von etwa tmax = 2, 5mm und der maximale Abstand von dmax = 1, 47mm einer minimalen
Dicke von etwa tmin = 0, 52mm. Als weitere Berechnungsparameter wurden ein Kohlenstofffaserroving
mit Tt = 800 tex, eine Materialdichte von ρ = 1, 76 g/cm3 und ein angenommener Faservolumengehalt
von ϕ = 60% berücksichtigt. Aufgrund der variabelaxialen Orientierung könnten die Dickenwerte
lokal jedoch von diesen minimalen bzw. maximalen Dickenwerten abweichen. Das so erzeugte Tra-
jektorienmuster, welches Grundlage für das finale TFP-Ablagemuster ist, ist in Abbildung 5.17 c)
dargestellt. Um den Einspannbereich des Brake Boosters zusätzlich zu verstärken, welcher nur von
vergleichsweise wenigen Hauptspannungstrajektorien erreicht wird, wurde ein zusätzliches spiralförmiges
Muster manuell erstellt. Es wird deutlich, dass der hauptspannungsbasierte Materialoptimierungsansatz
am vorliegenden Beispiel zu einer sehr inhomogenen Trajektorien- bzw. Verstärkungsfadenverteilung
führt. So weist das Ablagemuster am Randbereich eine sehr hohe Fadendichte und im Bereich der
mittleren Konturlinie zum Teil sehr große Lücken auf, die sich später als Zonen reiner Harzansammlung
darstellen. Nach Spiegeln und Verbinden aller Trajektorien zu einem geschlossenen Polylinienzug wurde
das Muster über das CAD-Austauschformat *.dxf in die Punch-Software BasePack der Firma GIS
importiert und mit einer einheitlichen Stichweite von lS = 2mm versehen. Dabei wurde darauf geachtet,
a) b) c)
Abb. 5.17: Hoch verdichtetes Trajektoriennetz (a), Selektionshilfe für die Wahl eines hauptspannungsä-
quivalenten Startpunktabstands (b) und finales, manuell überarbeitetes Trajektoriennetz als
Grundlage des TFP-Ablagemusters (c)
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dass die druckbeanspruchte TFP-Lage als erstes auf dem Stickgrund fixiert wird, um somit einem
Ausknicken der Verstärkungsfäden vorzubeugen. Als später am TFP-Automaten einzustellende Breite
des Zickzack-Stiches wurde ein R-Wert von 4mm definiert. Das fertige TFP-Ablagemuster ist in
Abbildung 5.18 dargestellt.
Abb. 5.18: TFP-Ablagemuster des hauptspannungsoptimierten Brake Boosters
5.2.3 Design mittels kombinierter Topologie- und Materialoptimierung
5.2.3.1 Topologieoptimierung
Der aus fertigungstechnischer bzw. mechanischer Sicht sowie unter Leichtbauaspekten größte Nachteil
bei Anwendung einer variabelaxialen, hauptspannungsbasierten Materialoptimierung wurde im vor-
herigen Abschnitt verdeutlicht. Die zum Teil ungleichmäßige Verteilung von Trajektorien und somit
auch Verstärkungsfäden im späteren realen Bauteil (vgl. Abschnitt 5.2.5) stellt zum einen eine große
Herausforderung an den TFP-Ablageprozess dar. Zu große Trajektorienverdichtungen können so u. U.
zu hohen Ablagedicken führen bzw. bei zu großen Abständen ist eine nicht geschlossene Faserlage die
Folge. Daraus resultiert im späteren Bauteil ein lokal stark variierender Faservolumengehalt mit zum
Teil enthaltenen Harznestern. Letztere können dabei aufgrund einer heterogenen Spannungsverteilung
Ausgangspunkt für eine Bauteilschädigung darstellen. Darüber hinaus führen zu große Harzanteile zu
einer unnötigen Massezunahme des FKV-Bauteils.
Um variabelaxiale Strukturbauteile mit einer homogeneren Fadenverteilung und somit auch einem
gleichmäßigeren Faservolumengehalt zu erhalten, ist es notwendig den ursprünglich vorgegebenen
Design-Raum zunächst bzgl. seiner Topologie zu konditionieren und im Anschluss daran eine Mate-
rialoptimierung durchzuführen. Die allgemeinen Grundlagen eines solchen Strukturauslegungsansatz
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wurden in den Kapiteln 3 und 4 vorgestellt und diskutiert. Die Topologieoptimierung wurde im Rahmen
einer Zusammenarbeit mit dem Institut für Produktentwicklung (IPEK) der Universität Karlsruhe
am Beispiel der in Abschnitt 5.2.1 definierten Brake Booster-Struktur durchgeführt [218, 242]. Hierfür
wurde am IPEK die auf der Homogenisierungsmethode basierende kommerzielle Topologieoptimierungs-
software TOSCA Structure der Firma FE-Design in Verbindung mit dem FE-Solver MSC.Nastran
eingesetzt. Damit eine effiziente Ausnutzung des Flächenträgheitsmoments möglich ist, wurde die Topo-
logieoptimierung an einem 3D-FE-Modell durchgeführt. Durch numerische Voruntersuchungen wurden
zunächst günstige Design- und Optimierungsparameter definiert, wie z. B. bzgl. der Ausgangsdicke des
FE-Analysemodells, einer günstigen Ausgangsdichteverteilung, der Definition ggf. nicht entfernbaren
Materials in der Mittelebene und einer minimal bzw. maximal erzeugbaren Stegdicke. Alle Topologie-
optimierungen wurden mit einem isotropen Materialmodell, mit entsprechenden Eigenschaften einer
Aluminiumlegierung, durchgeführt. Die Randbedingungen und die Kraft FB = 500N wurden gemäß
dem in Abbildung 5.16 dargestellten 2D-Modell auf das 3D-Analysemodell übertragen. Als Ergebnis der
Voruntersuchung wurde eine günstige Ausgangsdicke des Analysemodells von t = 5mm gefunden. Das
entsprechende 3D-FE-Modell wurde hierzu mit etwa 56.000 tetraedischen Volumenelementen vernetzt
und ist in Abbildung 5.19 a) dargestellt [218]. Als günstig erwies es sich außerdem, keine weiteren
Einschränkungen bzw. Nebenbedingungen bzgl. des Einfrierens von Elementen in der Mittelebene,
sowie obere und untere Grenzen hinsichtlich einer sich ausprägenden Stegdicke vorzunehmen. Ebenso
wurde der Einsatz eines sensitivitäts- bzw. optimalitätsbasierten Optimierungsalgorithmus im Falle
eines isotropen Materialmodells mit einander verglichen. Dabei zeigte die erhaltene massespezifische
Steifigkeit bei Einsatz des gradientenbasierten MMA-Verfahrens (vgl. Abschnitte 3.1 bzw. 3.4.2) einen
deutlich höheren Wert.
a) b) c)
Abb. 5.19: Topologieoptimierung des Brake Boosters mit vernetztem 3D-Designraum a), ungeglättetem
b), sowie geglättetem c) Optimierungsergebnis
Das Ergebnis der am IPEK unter Berücksichtigung der Erkenntnisse von Voruntersuchungen durchge-
führten Topologieoptimierung mit der Zielfunktion einer minimalen Verschiebung und einer relativen
Volumenverteilung von ρ/ρo = 30% als Nebenbedingung ist in Abbildung 5.19 b) in ungeglätteter bzw.
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in c) in anschließend oberflächengeglätteter Form dargestellt. Deutlich ist dabei die sich einstellende
tragwerksähnliche Struktur zu erkennen.
Da das Ergebnis der Topologieoptimierung nur einen Designvorschlag darstellt und im vorliegenden
speziellen Fall aufgrund innenliegender Hohlräume an den mittleren Stegen auch so nicht in Faser-
verbundbauweise fertigbar wäre, ist ein Redesign der Struktur notwendig. Damit eine Entformbarkeit
des späteren mittels RTM-Verfahren herzustellenden Bauteils sichergestellt werden kann, wird das
Volumen aller Stege um die xy-Symmetrieebene herum angeordnet. Offen und mehr oder weniger der
Interpretation des Ingenieurs überlassen ist zudem, welche Dicke tSteg die innenliegenden Stege im
Verhältnis zur Dicke t = 5mm der äußeren Gurte haben sollen. Um den Einfluss der Dicke dieser Stege
auf die massebezogene Steifigkeit des späteren Strukturbauteils abschätzen zu können, wurde auf Basis
der abgeleiteten äußeren Kontur des Topologieoptimierungsergebnisses ein 2D-Shell-Elementmodell
erstellt, welches in Abbildung 5.20 a) dargestellt ist. Dafür wurden erstmals im Auslegungsprozess
mit Hilfe der AOPS-Software jedem Element anisotrope Eigenschaften einer UD-CFK-Schicht mit
einem Faservolumengehalt von ϕ = 50% entsprechend den zuvor isotrop berechneten und betragsweise
sortierten Hauptspannungsrichtungen zugewiesen. In Abbildung 5.20 b) sind isotrop berechnete Haupt-
spannungsvektoren dargestellt. Es wird anhand der blau gekennzeichneten Druckspannungsvektoren
deutlich, dass außer einem kurzen Segment der Mittelstege im unteren Bereich praktisch nur der
äußere Gurt druckbeansprucht wird. Alle anderen Segmente der topologisch optimierten Struktur
weisen eine rot gekennzeichnete Zugbeanspruchung auf. Aufgrund der nähfadenbedingten Ondulation
und einer damit verbundenen Reduktion der Druckfestigkeit an TFP-Strukturen kann der globale
Beanspruchungszustand der Struktur daher positiv gewertet werden.
a) b)
Abb. 5.20: Auf Basis des Ergebnisse der Topologieoptimierung abgeleitetes 2D-FE-Modell mit di-
ckenangepassten Shell-Elementen zur Berechnung einer günstigen Mittelstegdicke a) und
Hauptspannungsvektoren im belasteten Zustand b)
Der numerisch ermittelte Einfluss der Stegdicke auf die resultierende massebezogene Steifigkeit ist
im Diagramm in Abbildung 5.21 dargestellt. Zur Berechnung wurde die Dicke der Mittelstege von
tSteg = 1, 0mm auf tSteg = 5mm in Schritten von 0, 5mm angehoben und für jeden Geometriefall
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sowohl die absolute Verschiebung u als auch die massespezifische Steifigkeit CS,m (vgl. Gleichung
(5.2)) berechnet. Durch die Normierung von Toho-Tenax auf den größten auftretenden Wert CS,m,max
fallen die konstanten Werte für die angreifende Kraft FB sowie die Dichte weg und das normierte
Verhältnis CS,m/CS,m,max hängt nur noch von der Verschiebung und dem kumulierten Elementvolumen
ab. Anhand der diskret berechneten Werte und der eingezeichneten Regressionskurve wird deutlich,
dass die größte massebezogene Steifigkeit bei einer Dicke der inneren Stege von tSteg = 2, 5mm auftritt.




















Abb. 5.21: Abhängigkeit der normierten massebezogenen Steifigkeit CS,m/CS,m,max von Dicke tSteg der
innenliegenden Stege
Es wurde versucht, die so gefundene Dickenverteilung bei der 2D-CAD-Konstruktion entsprechend zu
berücksichtigen. Aufgrund der Ausbildung diskreter Tragwerkselemente mussten hierzu nur wenige
Referenzlinien entsprechend der Mittellinie manuell gezeichnet werden und alle restlichen bzw. daneben-
liegenden Linien konnten durch einfache Versatz- bzw. Kopieroperationen generiert werden. Aufgrund
der aus der Topologieoptimierung resultierenden unterschiedlichen Breite der inneren Stege wurde die
Anzahl nebeneinander verlaufender Pfadlinien angepasst. Insgesamt wurde die TFP-Preform in 5 Lagen
aufgeteilt, wobei innerhalb einer Lage keine sich kreuzenden Ablageverläufe vorkommen.
5.2.3.2 Zur Gestaltung von Kreuzungsstellen
Als mögliche Schwachstelle einer tragwerksähnlichen TFP-Struktur können die Kreuzungsstellen der
einzelnen Stegsegmente, wie in Abbildung 5.22 dargestellt, betrachtet werden. Für eine günstige
Gestaltung dieser Kreuzungsstellen hinsichtlich einer größtmöglichen Struktursteifigkeit ergeben sich
weder aus der Topologieoptimierung noch durch die anschließende Hauptspannungsanalyse eindeutige
Hinweise. Im Rahmen einer Diplomarbeit wurden diese Fragestellung aufgegriffen und unterschiedliche
Gestaltungsvarianten analysiert [243].
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Abb. 5.22: Kreuzung von Stegelementen einer topologisch optimierten TFP-Preform
An den beiden in Abbildung 5.23 dargestellten Kreuzungsvarianten, einem 45 °- und 90 °-Kreuzungselement,
wurden jeweils drei unterschiedliche Fadenführungsvarianten experimentell untersucht. Ziel war es dabei
die Variante mit der größtmöglichen Struktursteifigkeit CS nach Gleichung (5.1), zu identifizieren und
auch Aussagen über ein mögliches Versagensverhalten zu erlangen. Als Näherung der an den realen
Bauteilen vorliegenden Randbedingungen wurde eine feste Einspannung der Proben mit individuell
angepassten Spannrahmen angenommen. Die Einspannung mittels hydraulischer Spannzeuge zum
Aufbringen der Zugkräfte erfolgte kollinear an den oberen vertikalen Probenenden sowie dem unteren
Ende der Prüfvorrichtung. Die Prüfung erfolgte in einer Zugprüfmaschine der Marke TIRA.
Abb. 5.23: Prüfaufbauten für ein 45 °- bzw. 90 °-TFP-CFK-Kreuzungselement
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Zur Herstellung der Preformen der Probekörper wurden ein 12 k Kohlenstofffaserroving (HT-S) sowie
als Basismaterial Papier verwendet. Der Rovingabstand wurde dabei so gewählt, dass die nominelle
Dicke der Prüfkörper außerhalb des Fadenkreuzungsbereichs t = 3, 0mm beträgt.Alle Stegsegmente
besitzen eine Breite von b = 25mm. Die Länge des unteren querliegenden Stegs beträgt l = 165mm. Die
Konsolidierung der einzelnen Preformhälften erfolgte zusammen mit den Aufdopplern zur Einspannung
im VAP-Prozess. Dabei wurde das Epoxidharz L 20 zusammen mit dem Härter EPH161 unter vorge-
gebenen Härtungsbedingungen verwendet. Abschließend wurden je zwei symmetrische Probenhälften
miteinander verklebt und von jedem Kreuzungstyp vier Proben experimentell untersucht. Die im
Versuch auftretende Verschiebung sowie die Kraft wurden mittels einem induktivem Wegaufnehmer bzw.
der eingebauten 100 kN-Kraftmessdose gemessen. Für die Berechnung der Struktursteifigkeit wurde
die auftretende Verschiebung bei einer Last von F = 3 kN verwendet. Innerhalb dieses Kraftbereiches










Abb. 5.24: Untersuchte Varianten einer TFP-Fadenkreuzung
Als mögliche Varianten der Fadenführung wurden eine einfache Kreuzung mit parallelen Fadenverläufen
eine Variante mit auf die doppelte Stegbreite gespreizten Fadenabständen, sowie ein um die Kreu-
zungsecke herumlaufendes Fadendesign gewählt. Bei den beiden Varianten eines einfachen Kreuzens
der Faserverläufe trägt vor allem das Matrixmaterial als interlaminare Klebeschicht zwischen den
Verstärkungsfasern. Die alternative Möglichkeit die Verstärkungsfäden von einem Steg ausgehend zu
teilen und um die Ecke in den kreuzenden Steg zu überführen, lässt eine zusätzliche Verstärkungswirkung
des Kreuzungsbereichs zumindest erwarten. Die untersuchten Varianten von Kreuzungselementen (KE)
sind in Abbildung 5.24 dargestellt.
In den Diagrammen in Abbildung 5.25 sind die Ergebnisse der experimentell ermittelten Strukturstei-
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figkeit der unterschiedlichen Varianten von Kreuzungselementen dargestellt. Sowohl bei der 45 °- als
auch bei der 90 °-Konfiguration weisen die Proben mit einer Spreizung der Verstärkungsfäden die größte
Struktursteifigkeit auf. Bis zu 33% niedriger und damit deutlich geringer ist das Steifigkeitsverhalten
der Fadenkreuzungsvarianten mit paralleler bzw. umlaufender Fadenorientierung. Das Strukturverhalten
45 °-Kreuzungselement 90 °-Kreuzungselement
Abb. 5.25: Vergleich der Struktursteifigkeit von 45 °- bzw. 90 °-Kreuzungselementen mit unterschiedli-
chem Fadenverlauf
läasst sich durch die Ähnlichkeit des Lastfalls zu einem 3-Punkt-Biegeversuch erklären. Durch Verklei-
nerung der Abstände zwischen den Lastangriffspunkten, wie es bei einer gespreizten Fadenkreuzung der
Fall ist, werden die Hebelarme verkürzt und somit das Moment und die resultierende Durchbiegung
verkleinert.
45 °-Kreuzungselement, parallel 90 °-Kreuzungselement, parallel
Abb. 5.26: Intralaminare Schubdeformation an Kreuzungselementen des Typs KE45,parallel und
KE90,parallel
Außerdem führen die gespreizten Verstärkungsfäden zu einer Verstärkung des schubbeanspruchten
Bereichs des unteren Stegsegments, wodurch sich das materialbedingte Steifigkeitsverhalten zusätzlich
verbessert. An den farblich markierten Versagensbereichen je einer 45 °- bzw. 90 °-Probe mit paralleler
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Fadenorientierung in Abbildung 5.26 lässt sich die intralaminare Schubdeformation gut erkennen. In
beiden Fällen stellt der Fadenkreuzungsbereich selbst keine Schwachstelle dar und bleibt auch bei
großen Deformationen der Nachbarbereiche nahezu intakt.
Ein anderes Deformationsverhalten weisen die Proben mit einer gespreizten Fadenorientierung im
Kreuzungsbereich auf, wie in Abbildung 5.27 dargestellt. Im Falle des Typs KE45,gespreizt wird nur
ein kleiner Bereich oberhalb der Kreuzungsstelle durch den in-plane Schub stark deformiert. Dagegen
weisen Proben mit einem gespreizten nominellen 90 °-Kreuzungswinkel eine nahezu über den gesamten
unteren Einspannbereich gleichmäßige intralaminare Schubdeformation auf. Durch die Verstärkung der
schubbeanspruchten Zone liegt auch die Erstversagenslast der gespreizten Proben bis zu 27% über
den Proben mit alternativen Fadenkreuzungskonfigurationen. Da Kreuzungsstellen mit umlaufender
Fadenorientierung nicht nur eine vergleichsweise niedrigen Struktursteifigkeit aufweisen, sondern auch aus
fertigungs- und gestaltungstechnischer Sicht schwierig umzusetzen sind, wird auf eine Ergebnisdarstellung
verzichtet.
45 °-Kreuzungselement, gespreizt 90 °-Kreuzungselement, gespreizt
Abb. 5.27: Schubdeformation an Kreuzungselementen des Typs KE45,gespreizt und KE90,gespreizt
5.2.3.3 Erstellung des Ablagemusters
Ausgehend von den Erkenntnissen der Analyse unterschiedlicher Gestaltungsansätze von TFP-CFK-
Fadenkreuzungen wurden die Kreuzungsstellen des finalen Ablagemusters einer topologisch optimierten
TFP-Brake Booster-Struktur mit einer gespreizten Fadenorientierung ausgelegt. Ein weiterer Vorteil der
Fadenspreizung besteht in der Reduktion der lokalen Aufdickung. So werden darüber abgelegte Fäden
weniger stark in Dickenrichtung ausgelegt, was vor allem unter Druckbeanspruchung vorteilhaft ist. In
Abbildung 5.28 links ist das mittels 2D-CAD-Anwendung konstruierte TFP-Ablagemuster, bestehend
aus fünf einzelnen sich nicht selbst schneidenden Teillagen, abgebildet. In derselben Abbildung rechts,
ist das zu einem geschlossenen Polylinienzug verbundene und fertig gepunchte Muster dargestellt. Als
Parameter für den TFP-Ablageprozess wurden die bereits für den hauptspannungsoptimierten Brake
Booster benutzten Werte übernommen, d.h. das Muster wurde mit einer einheitlichen Stichweite von
lS = 2mm gepuncht und mit einem R-Wert von 4mm abgelegt.
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Abb. 5.28: TFP-Ablagemuster des topologisch optimierten Brake Boosters als 2D-CAD-Entwurf (links)
und als fertig verbundener und gepunchter Linienzug (rechts)
5.2.4 Erstellung von Simulationsmodellen für die FEA
Zur Erstellung von 3D-Simulationsmodellen der beiden Varianten variabelaxialer TFP-Brake Booster
wurde das in Abschnitt 4.5 beschriebene Vorgehen unter Verwendung von Volumenelementen verwendet.
Für die Erstellung von 3D-FE-Modellen wurde das TFP-Ablagemuster in einzelne Lagen von sich nicht
selbst kreuzenden Trajektorienscharen aufgeteilt. Jede einzelne Lage wird auf Basis eines vorgegebenen
ebenen FE-Basisnetzes bzgl. der lokalen Dickenverteilung bzw. Faserorientierung ausgewertet. Für die
Dickenanalyse wird der zuvor für den Fertigungsprozess in den Abschnitten 5.2.2 und 5.2.3 definierte
R-Werte verwendet. Um einen konsistenten Zusammenhang zwischen FE-Modellvolumen und der
faservolumengehaltabhängigen Elementsteifigkeit zu erzielen, wurde sowohl für die Dickenanalyse
als auch für die Berechnung der Elementsteifigkeit der gleiche Faservolumengehalt verwendet. Die
Berechnung der linear elastischen Materialkennwerte eines transversal isotropen UD-Volumenelements
erfolgte nach den Gleichungen (2.57) bis (2.61). Dabei wird mit Rücksicht auf die in Abschnitt
2.3.1.1 ermittelte ondulationsbedingte Steifigkeitsreduktion mit einem entsprechend abgeminderten
faserparallelen E-Modul von E∼,T F P,‖ = ηT F P E‖ gerechnet. Durch “Stapeln” der einzelnen Segmente
wird das komplette 3D-FE-Modell aufgebaut. Da alle Segmente des 3D-Modells aus demselben Grundnetz
generiert wurden, müssen keine zusätzlichen Koppelbeziehungen zwischen den einzelnen Schichten
eingeführt werden. Um keine Lücken zwischen den Lagen in Bereichen, in denen kein Verstärkungsfaden
entlangläuft, entstehen zu lassen, werden in jedem Layer in Bereichen, in denen die maximale Dicke einen
Wert von t = 0, 05mm unterschreitet, zusätzliche Füllelemente mit einer auf diesen Wert begrenzten
Elementhöhe eingefügt und entsprechende Materialeigenschaften des Matrixmaterials zugewiesen. Zur
besseren Anschauung der unterschiedlichen Lagen im FE-Modell wurde in den Abbildungen 5.30 und 5.32
auf die Darstellung der Matrixelemente verzichtet. Durch Einbringen einer weiteren Lage mit konstanter
Elementdicke bzw. Elementorientierung um die Mittelebene herum kann im 3D-Modell zusätzliches
TFP-Basismaterial berücksichtigt werden. Zur Lasteinleitung wird der außenliegende Halbkreis des
Montagelanglochs mit zusätzlichen Elementen gefüllt, welche die Steifigkeitseigenschaften von Stahl
besitzen. Anschließend erfolgt der Lastangriff mit FB = 500N im Zentrum des durch den Lochrand
beschriebenen Kreises (vgl. 5.16). An den Knoten der Lasteinleitung erfolgte auch die Bestimmung der
resultierenden Strukturverschiebung entsprechend der globalen x-Richtung.
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5.2.4.1 Materialoptimierter Brake Booster
Die Erstellung des Simulationsmodells des hauptspannungsoptimierten Brake Boosters erfolgte auf Basis
des in Abbildung 5.17 c) dargestellten Trajektorienmusters sowie des in Abbildung 5.16 a) abgebildeten
2D-Basisnetzes.
Abb. 5.29: Schematische Darstellung der Erzeugung der Segmente des 3D-FE-Modells auf Basis der
einzelnen Lagen des Ablagemusters
In Abbildung 5.29 ist schematisch der Aufbau der drei separaten Lagen ausgehend von jeweils einer sich
nicht selbst kreuzenden TFP-Lage über die Dickenanalyse und die Analyse der Faserorientierung bis hin
zum generierten Segment des 3D-Modells dargestellt. Das vollständig zusammengesetzte und doppelt
gespiegelte FE-Modell zusammen mit einem Schnitt entlang der Symmetrielinie und einer Draufsicht auf
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einen Teilbereich der obersten Lage ist in Abbildung 5.30 dargestellt. Anhand der Draufsicht der obersten
Decklage (rot) kann prinzipiell gezeigt werden, wie sich die Elementkoordinatensysteme in der xy-Ebene
entlang der Trajektorienverläufe orientieren. Durch die Schnittansicht A-A wird außerdem deutlich, dass
die Elementkoordinatensysteme ebenfalls in z-Richtung entsprechend ausgerichtet sind und somit der
tatsächlichen dickenabhängigen Faserorientierung entsprechen, wie diese bei der TFP-Fadenplatzierung
über bereits abgelegte Verstärkungsfäden eintritt.
Abb. 5.30: Vollständiges 3D-FE-Modell des materialoptimierten Brake Boosters mit Schnitt- und
Detailansichten
5.2.4.2 Topologisch und materialoptimierter Brake Booster
Auf die Notwendigkeit eines möglichst exakten 3D-FE-Modells für die Steifigkeitssimulation eines topo-
logieoptimierten Brake Boosters wurde in der Vergangenheit bereits mehrfach hingewiesen. In den von
Albers et al. [218, 242] und Spickenheuer et al. [242] vorgestellten Arbeiten wurde zur Berechnung
der Struktursteifigkeit ein Schalenmodell mit einer nominellen Dickenverteilung von t = 5mm für die
Außengurte und von tSteg = 2, 5mm der innenliegenden Stege verwendet. Darüber hinaus wurden in
den vorgestellten Arbeiten FE-Modell verwendet, die eine Elementhauptrichtung entsprechend der zuvor
berechneten Hauptspannungsrichtungen aufweisen, sowie CFK-Eigenschaften mit einem Faservolumen-
gehalt von ϕ = 50% zugewiesen bekamen. Die massespezifischen Steifigkeitsergebnisse, die mit diesem
Simulationsmodell erzeugt wurden, lagen damit mehr als 150% über den experimentell ermittelten
Werten. Alternativ zum bisherigen Vorgehen wird auf Basis des im Rahmen dieser Arbeit entwickelten
Modellbildungsansatzes ein 3D-FE-Modell erstellt. Die lokale Dicken- bzw. Faserwinkelanalyse erfolgte
analog dem in Abbildung 5.29 dargestellten Vorgehen am Beispiel des hauptspannungsbasierten Brake
Boosters. Das in Abbildung 5.28 als Ausgangsbasis gezeigte TFP-Ablagemuster muss jedoch aufgrund
der vielen möglichen Überschneidungsstellen in fünf separate Lagen aufgeteilt werden, wie oben in
Abbildung 5.31 dargestellt. Darunter sind die dazugehörigen Modellsegmente, die mit Hilfe des in Abbil-
dung 5.20 gezeigten Basisnetzes der Geometrie erstellt wurden. Das auf Basis der fünf Lagensegmente
erstellte Vollmodell ist in Abbildung 5.32 dargestellt.
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Abb. 5.31: Ablagemuster und dazugehöriges 3D-FE-Segment für die erste bis fünfte Lage eines topologie-
und materialoptimierten Brake Boosters
Abb. 5.32: Vollständiges 3D-FE-Modell des topologisch optimierten Brake Boosters in Drauf- und
Seitenansicht
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5.2.5 Bauteilherstellung
5.2.5.1 TFP-Preformen
Die TFP-Fertigung aller Brake Booster Preformen erfolgte mit Hilfe eines am IPF Dresden vorhandenen
Fadenlegeautomaten der Firma Tajima. Als Verstärkungsfaden wurden Kohlenstofffaserrovings des Typs
HT-S mit einer Feinheit von 12 k der Firma Toho Tenax verwendet. Zur Fixierung wurde sowohl als
Unter- als auch als Oberfaden ein 10 tex Polyesternähfaden eingesetzt. Um den Einfluss des Stickgrundes
auf die Bauteilstruktur bewerten zu können, wurden die hauptspannungs- bzw. topologieoptimierten
Ablagemuster jeweils sowohl auf Filterpapier mit einer Flächenmasse von ca. mA = 85 g/m2 als auch auf
einem Kohlenstofffasergewebe mit Köperbindung und einer Flächenmasse von mA = 220 g/m2 fixiert.
Durch experimentelle Untersuchung konnte der in erster Näherung als quasiisotrop angenommene
E-Modul des harzinfiltrierten Filterpapiers mit E = 6035N/mm bestimmt werden (vgl. Tabelle A.3 im
Anhang). In Abbildung 5.33 links ist die TFP-Fertigung der topologisch optimierten Brake Booster-
Variante und rechts die fertige Preformhälfte der hauptspannungsoptimierten Variante dargestellt. In
beiden Fällen wurde Filterpapier als Basismaterial verwendet.
Abb. 5.33: Fertigung der topologisch optimierten Brake Booster-Variante (links) und Preformhälfte auf
Basis eines materialoptimierten Faserlayouts (rechts)
5.2.5.2 Injektionswerkzeuge
Um alle Bauteile mit einem definierten Faservolumengehalt sowie einer hohen Oberflächengüte zu
fertigen, wurde die Infiltration mit dem RTM-Prozess durchgeführt (vlg. Abschnitt 2.2.3.3). Eine
besondere Herausforderung bei der Werkzeugauslegung variabelaxialer FKV-Strukturen besteht in
der Definition der Bauteilkonturierung. Besonders am Beispiel der materialoptimierten Brake Booster-
Variante entstehen Oberflächen, die sich praktisch nicht mehr direkt mittels 3D-CAD-Modellierung
erstellen lassen. Da zum Zeitpunkt der durchgeführten experimentellen Untersuchungen im Rahmen
dieser Arbeit die von Bittrich et al. [75] vorgestellte Methode zur numerischen Oberflächenableitung
einer variabelaxialen TFP-Struktur nur auf Basis des Ablagemusters zu Verfügung stand, musste
die Oberfläche ebenfalls auf experimentellem Weg bestimmt werden. Hierzu wurde die unter einer
Vakuumfolie komprimierte fertige Preform mit Hilfe eines optischen 3D-Laserscanmesssystems vermessen.
Nachteilig bei diesem Vorgehen ist, dass die Folie ein Offset der Oberflächenkontur darstellt und sich
in Bereiche der Preform mit kleinen Radien nicht vollständig anlegen kann. Das Scanergebnis liefert
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eine Punktwolke, die als vernetzte Fläche als Grundlage zur 3D-Modellierung mittels CAD-Anwendung
diente, wie in Abbildung 5.34 a) dargestellt. Aufgrund der Vielzahl notwendigerweise zu erstellender
3D-Schnitte zur möglichst exakten Beschreibung des Bauteilvolumens ist das Vorgehen mit einem sehr
hohen konstruktiven Aufwand verbunden. Die aus der CAD-Bauteilgeometrie abgeleitete Formhälfte
ist in Abbildung 5.34 b) dargestellt und konnte mittels CNC-Fräsen sehr detailgenau gefertigt werden.
Eine Hälfte des RTM-Werkzeugs ist in Abbildung 5.34 c) dargestellt.
a) b) c)
Abb. 5.34: Dickenkonturierung des materialoptimierten Brake Boosters auf Basis einer optischen Di-
ckenvermessung einer halben Preform a), CAD-Modell b) und reales Aluminiumwerkzeug c)
des abgeleiteten RTM-Injektionswerkzeugs
Vergleichsweise einfach ist dagegen die Auslegung des RTM-Werkzeugs für die topologieoptimierte
Bauteilvariante. In erster Näherung kann das Bauteil als diskrete Tragwerksstruktur aus Elementen
mit konstanten, runden Querschnitten modelliert werden. Da an der realen Preform jedoch beson-
ders im Bereich der Kreuzungsstellen eine ausgeprägte Dickenkonturierung vorliegt, lässt sich ein
lokal schwankender Faservolumengehalt aufgrund der angewendeten CAD-Modells nicht vermeiden.
Allerdings werden die auftretenden Faservolumengehaltsschwankungen als gering eingeschätzt. Zudem
lässt die gewählte kreisrunde Geometrie aller Stabelemente eine leichte Entformung des Bauteils zu.
Ausgehend von der Bauteilgeometrie wurde durch negative Ausprägung das CAD-Modell der beiden
Werkzeughälften konstruiert, wie in Abbildung 5.35 a) bis c) dargestellt. Alle RTM-Werkzeuge wurden
aus einer Aluminiumlegierung gefräst und anschließend noch mit Nuten für eine O-Ringdichtung, einem
Anguss- bzw. zwei Steigerkanälen, einer Bolzenzentrierung sowie mit Gewindeanschlüssen für das
Zusammendrücken der beiden Plattenhälften versehen.
a) b) c)
Abb. 5.35: Konstruiertes 3D-CAD-Modell des topologieoptimierten Brake Boosters (a), CAD-Modell
einer Injektionswerkzeugshälfte (b) und gefrästes RTM-Injektionswerkzeug aus einer Alumi-
niumlegierung (c)
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5.2.5.3 Bauteilkonsolidierung
Die Bauteilinjektion erfolgte sowohl unter Anlegen von Druck von ca. 10MPa auf der Angussseite als
auch unter Vakuum auf der Steigerseite. Nach Austreten des verwendeten kalthärtenden EP L20 +
EPH161 Epoxidharzes aus den Steigern wurden die Zu- und Ablaufschläuche abgeklemmt und das
Bauteil bei ca. 40 °C für 6 Stunden ausgehärtet. Die Bauteile wurden anschließend entformt, entgratet
und nochmal für 10 Stunden bei 60 °C getempert. In Abbildung 5.36 ist je ein materialoptimierter
und ein topologisch-materialoptimierter Brake Booster zu sehen. Die globalen Faservolumengehalte
der verschiedenen Bauteilvarianten wurden durch Auswiegen der beschnittenen Preform und des fertig
infiltrierten Bauteils ermittelt und werden in Abschnitt 5.2.7 angegeben.
Abb. 5.36: Materialoptimierter (links) und topologisch-materialoptimierter TFP-CFK-Brake Booster
(rechts)
5.2.6 Bauteilprüfung
Aufgrund des einachsigen Lastfalls des Brake Boosters konnte die Bauteilprüfung mit Hilfe einer
Zugprüfmaschine erfolgen. Da nur die Struktursteifigkeit ermittelt werden sollte, wurden alle Bauteile
mit einer maximalen Kraft von F = 500N belastet. Zudem neigten einige der untersuchten Brake
Booster-Varianten zu einem Beulen aufgrund einer fehlenden seitlichen Führung. Wie am realen Bauteil
erfolgte im Eispannbereich eine handvorgespannte Klemmung. Aufgrund der unterschiedlichen Dicken
im Klemmbereich bestand die Notwendigkeit eine Klemmvorrichtung mit adaptiver Klemmbreite zu
entwickeln, durch die gleichzeitig eine momentfreie, in Kraftrichtung parallele Lasteinleitung sicherge-
stellt wird. Die Klemmelemente wurden hierzu mit einem Gewinde versehen und lassen sich innerhalb
der Lasteinleitungselemente in ihrem Abstand zueinander einstellen. Die Klemmkraft schließlich wird
durch eine durch die Klemmelemente und den Brake Booster durchgesteckte Schraube aufgebracht.
In Abbildung 5.37 ist die Einspannvorrichtung sowie der Prüfaufbau dargestellt. Die Erfassung der
Strukturverschiebung erfolgte sowohl mit einem direkt an die Einspannung montierten induktiven
Wegaufnehmer als auch mit einer optischen Verschiebungsmessung anhand von Messmarken. Da mit
dem induktiven Extensiometer eine genauere Wegerfassung möglich war, erfolgte die Auswertung der
Messergebnisse unter Berücksichtigung der damit erzeugten Daten. Im Falle des materialoptimier-
ten Brake Boosters wurde zudem das optische Dehnungsmesssystem ARAMIS zur Auswertung der
oberflächlichen Bauteilbeanspruchung eingesetzt.
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Abb. 5.37: CAD-Zeichnung der Einspannvorrichtung mit justierbaren Klemmelementen (links) und
Prüfaufbau mit induktivem Wegaufnehmer (rechts)
Zu Beginn der Steifigkeitsmessung wurde eine Vorkraft von F = 50N angefahren, um ein Setzen der
Einspannung im Steifigkeitsverlauf zu verhindern. Da einige Brake Booster bei Erreichen der Maximal-
kraft kein lineares Verhalten im Kraft-Weg-Diagramm mehr aufwiesen, wurde die Maximallast bei jeder
geprüften Struktur dreimal nacheinander angefahren. Durch zunehmendes Setzen der Einspannung
nahm dabei das Abflachen der Messkurve sichtbar ab.
Abb. 5.38: Exemplarischer Kraft-Weg-Verlauf für je einen materialoptimierten bzw. kombiniert
topologisch- und materialoptimierten Brake Booster
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Außerdem wurde bei der Auswertung der Struktursteifigkeit durch Anlegen einer Ausgleichsgeraden
der Kraftbereich von 50N bis 400N begrenzt. Innerhalb dieses Kraftbereichs wiesen alle Messkurven
dann einen nahezu idealen linearen Verlauf auf. Von den beiden in dieser Arbeit entwickelten Brake
Booster-Varianten wurden je nach Konfiguration, z. B. durch unterschiedliches Basismaterial, bis zu 5
Bauteile geprüft. Bei den zusätzlich geprüften Varianten lag die Stückzahl verfügbarer Bauteile zum Teil
darunter. In Abbildung 5.38 sind exemplarisch die Kraft-Weg-Verläufe für je einen materialoptimierten
bzw. einen kombiniert topologie- und materialoptimierten Brake Booster dargestellt. Dabei definiert
die durchgezogene Linie den für die Ermittlung der Struktursteifigkeit berücksichtigten Messbereich.
5.2.7 Experimentelle und numerische Untersuchungen
5.2.7.1 Experimentelle Ergebnisse
Tab. 5.2: Massen und Faservolumengehalte der experimentell untersuchten Brake Booster-Varianten
Brake Booster
Variante
Materialoptimierter Brake Booster Topologieoptimierter Brake Booster
Bezeichnung TFPMat,Papier TFPMat,KG TFPTopo,Papier TFPTopo,KG
Verstärkungs-








mA = 220 g/m2
Filterpapier,


















35,4% 38,2% 44,5% 47,5%
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In Tabelle 5.2 sind die Massen der Preformen und konsolidierten Brake Booster Bauteile, sowie die
gemittelten integralen Faservolumengehalte der beiden untersuchten Strukturvarianten zusammengefasst.
Beide Strukturvarianten wurden sowohl auf Filterpapier als auch auf einem Kohlenstofffasergewebe
abgelegt, um den Einfluss des Basismaterials auf die Struktursteifigkeit gezielt beurteilen zu können. In
allen Fällen wurde als Verstärkungsfaden ein HT CF-Roving verwendet. Anhand der massebezogenen
Struktursteifigkeit kann die Effizienz der eingesetzten Strukturmasse hinsichtlich der erreichbaren
Bauteilsteifigkeit bewertet werden. Einerseits wird die Masse der Preform und somit das tatsächlich
eingesetzte Verstärkungsfadenmaterial herangezogen, um die preformmasseabhängige Struktursteifigkeit
CS,m,P reform zu erhalten. Im Diagramm in Abbildung 5.39 wird hierbei deutlich, dass die auf Filterpapier
bzw. Kohlenstofffasergewebe abgelegte materialoptimierte Brake Booster-Variante ähnlich hohe Werte
aufweist wie die topologisch optimierte und auf Filterpapier abgelegte Variante. Allein durch die
Ablage des topologisch optimierten Musters lässt sich eine deutlich höhere preformmasseabhängige
Struktursteifigkeit von CS,m,P reform = 16N/mm/g erreichen.
Im Diagramm in Abbildung 5.40 wird die experimentell ermittelte massespezifische Bauteilsteifigkeit der
konsolidierten Brake Booster-Strukturen Kennwerten aus der Literatur gegenübergestellt, die bereits in
Tabelle 5.1 aufgeführt wurden. Zunächst wird deutlich, dass sich bereits mit einem aus quasiisotropem
Multiaxialgelege gefertigtem Brake Booster eine massespezifische Bauteilsteifigkeitsverbesserung von
etwa 55% gegenüber der aus Aluminium gefrästen DKG Strongarm Variante erzielen lässt. Aufbauend
auf derselben äußeren Geometrie wie das Aluminiumbauteil weist der von Carosella [5] vorgestellte und
unter ingenieurtechnischen Aspekten entwickelte Brake Booster TFP-1 gegenüber der MAG-QI Variante
wiederum eine gut 78% höhere massespezifische Bauteilsteifigkeit auf. An diesen Wert reicht weder die
auf Filterpapier noch die auf Kohlenstofffasergewebe abgelegte, materialoptimierte Strukturvariante
heran. Zwar besitzen diese Brake Booster, wie im Diagramm in Abbildung 5.44 dargestellt, die höchsten
absoluten Steifigkeiten, gleichzeitig weisen sie jedoch eine zu hohe Strukturmasse auf, da sie über
besonders harzreiche Stellen entlang der Konturmittellinie verfügen.
Abb. 5.39: Vergleich der preformmassespezifischen Struktursteifigkeiten CS,m,P reform
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Abb. 5.40: Vergleich der massespezifischen Struktursteifigkeiten CS,m verschiedener Brake Booster
Varianten
Dies wird bereits an den weiß durchscheinenden Stellen in Abbildung 5.33 sowie dem vergleichsweise
niedrigen globalen Faservolumengehalt kenntlich. Aufgrund der verwendeten Methode zur Erstellung
der RTM-Injektionswerkzeugformen, bei der die Oberflächenkontur der Vakuumfolie abgescannt wurde,
konnten die notwendigen Vertiefungen in diesem Preformbereich nicht hinreichend genau abgebildet
werden. Idealerweise sollte die Werkzeugkavität in diesen Bereichen lediglich die Dicke des Basismaterials
aufweisen.
Einen höheren Faservolumengehalt und somit auch weniger Matrixmaterialanhäufungen weisen dagegen
die topologisch optimierten Brake Booster auf, unabhängig der Verwendung von Papier oder Kohlen-
stofffasergewebe als Basismaterial. Die hierdurch erzielten massespezifischen Bauteilsteifigkeiten liegen
zudem mit rund 11% bzw. 26% noch einmal deutlich über der des ingenieurtechnisch ausgelegten
Bauteils TFP-1. Es wird jedoch an der Brake Booster Variante TFPTopo,KG mit einem Wert von
CS,m = 11, 5N/mm/g ersichtlich, dass trotz einer geringfügigen Massezunahme durch Verwendung von
Kohlenstofffasergewebe anstatt Papier als Basismaterial, der Zuwachs an absoluter Bauteilsteifigkeit
überproportional groß ist (vgl. Tabelle 5.2 bzw. Diagramm in Abbildung 5.44). Als Ursache kann die
Erhöhung der intralaminaren Schubsteifigkeit der ausschließlich mit UD-Material versehenen Stege bzw.
Gurte angesehen werden. Ähnliche Effekte konnten bei den Untersuchung zur geometrischen Gestaltung
von TFP-CFK-Kreuzungsstellen bereits festgestellt werden (vgl. Abschnitt 5.2.3.2).
Da das Basismaterial jedoch im TFP-Verfahren unabdingbar ist, kann die günstige Wirkung auf die
Gesamtstruktursteifigkeit bei Verwendung eines höherwertigen Basismaterials auch positiv gewertet
werden. Dabei ist jedoch auf einen Einfluss auf das Gesamtstrukturverhalten, mit besonderem Hinblick
auf mechanische Koppeleffekte, zu achten. Eine aus fertigungstechnischer Sicht besondere Herausforde-
rung ist dabei, dass gerade bei topologisch anspruchsvoll gestalteten Strukturen Flächen im Inneren
der Struktur nachträglich herausgeschnitten werden müssen. Einen innovativen Ansatz stellt dabei das
Klotzbach et al. [244] vorgestellt Remote-Laserschneiden dar. Aus Sicht des Materialeinsatzes ist der
Anteil des zu beschneidenden Basismaterials im Vergleich zu nur auf textilen Halbzeugen basierenden
Preformverfahren jedoch gering.
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5.2.7.2 Numerische Ergebnisse
Entsprechend dem in Abschnitt 4.5 vorgestellten 2D- bzw. 3D-Modellierungsansatz wurden für beide
Brake Booster Strukturvarianten FE-Modelle zur Bewertung der Modellqualität erstellt. Hierfür wurde
eine Parameterstudie durchgeführt, bei der der Einfluss unterschiedlicher Faservolumengehalte auf die
absolute Struktursteifigkeit untersucht wurde. In Abbildung 5.41 sind die entsprechenden Schnittansich-
ten der Halbmodelle dargestellt. Im Fall der auf der rechten Seite dargestellten 2D-Schalenmodelle ist
die elementweise Abstufung gut erkennbar, die aus der Limitierung des verwendeten Schalenelements





Abb. 5.41: 2D- bzw. 3D-FE-Halbmodelle der untersuchten Brake Booster-Varianten mit einem Faservo-
lumengehalt von ϕ = 60%
Um Nebeneffekte des Basismaterials auf die Struktursteifigkeit weitestgehend ausschließen zu können,
wurde die Parameterstudie ausschließlich mit Modellen mit Filterpapier als Basismaterial durchgeführt.
Zudem wurde die absolute, nicht auf die Bauteilmasse bezogene Struktursteifigkeit herangezogen. Zur
Berechnung der lokalen Dickenverteilung bzw. der UD-Elementsteifigkeit wurde jeweils der gleiche
Faservolumengehalt zugrunde gelegt. In den Diagrammen in den Abbildungen 5.42 und 5.43 sind jeweils
für die material- bzw. topologieoptimierte Brake Booster-Variante die Struktursteifigkeiten CS für den
2D- und 3D-Modellansatz in Abhängigkeit des Faservolumengehalts dargestellt.
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Abb. 5.42: Vergleich der Stuktursteifigkeit CS zwischen Ergebnisse des 2D- bzw. 3D-Modellansatzes in
Abhängigkeit unterschiedlicher Faservolumengehalte am Beispiel der materialoptimierten
Brake Booster-Variante TFPMat,Papier
Abb. 5.43: Vergleich der Stuktursteifigkeit CS zwischen Ergebnisse des 2D- bzw. 3D-Modellansatzes in
Abhängigkeit unterschiedlicher Faservolumengehalte am Beispiel der topologieoptimierten
Brake Booster-Variante TFPTopo,Papier
Im Falle des 2D-Modellansatzes, der auf der Verwendung ebener Schalenelemente mit virtueller La-
genaufteilung basiert, wird bei beiden Strukturvarianten deutlich, dass die absolute Struktursteifigkeit
über einen Bereich von ϕ = 30% bis ϕ = 70% nahezu konstant ist. Dagegen ist in beiden Diagram-
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men bei Einsatz eines 3D-Modells eine mit steigendem Faservolumengehalt deutliche Zunahme der
Struktursteifigkeit erkennbar. Im Fall der materialoptimierten Strukturvariante beträgt der Unterschied
dabei ca. 31% und rund 19% im Falle des topologisch optimierten Brake Boosters. Dieses Verhalten
stimmt gut mit der Annahme überein, dass es bei einem niedrigeren Faservolumengehalten aufgrund
der Volumenzunahme der einzelnen Elemente zu einer stärkeren Auslenkung der entsprechenden Ele-
mentkoordinatensysteme in Dickenrichtung kommt. Veranschaulicht werden kann dies am Beispiel von
Rovingmaterial, welches über bereits abgelegten Rovingfäden verschiedener Dicke fixiert wird. Da im
Falle des 2D-FE-Modellansatzes eine solche Auslenkung nicht mit berücksichtigt wird, denn hier sind
alle Elementkoordinatensysteme parallel zum globalen Koordinatensystem orientiert, kommt es auch zu
keiner lokalen Reduktion der Steifigkeit. Das Verhältnis aus Elementsteifigkeit und Elementvolumen
kann in diesem Fall als konstant angenommen werden.
Bemerkenswert ist darüber hinaus, dass der Einfluss der elementweisen Dickenauslenkung und somit
des Steifigkeitsabfalls bei abnehmendem Faservolumengehalt im Falle der 3D-modellierten material-
optimierten Strukturvariante deutlich größer ist als bei der topologieoptimierten Variante. Außerdem
liegen bei dieser Variante die Steifigkeitswerte des 3D-Modells auch beim größten angenommenen
Faservolumengehalt noch deutlich unterhalb denen des entsprechenden 2D-Schalenmodells. Daher
scheint die Anzahl der in Dickenrichtung ausgelenkten Elemente, die einen großen Einfluss auf die
globale Struktursteifigkeit haben, bei dieser Variante sehr hoch zu sein. Dagegen stellt im Falle des
FE-Modells auf Basis der topologieoptimierten Strukturvariante die nahezu konstante Struktursteifigkeit
des 2D-FE-Modells eine Art Mittelwert des 3D-Modellansatzes dar. Bei einem Faservolumengehalt von
etwa ϕ = 50% liegen sie ungefähr auf gleicher Höhe. Die Strukturvariante weist also offenbar weniger
lokale Bereiche auf, die bei einer Auslenkung einen großen Einfluss auf die globale Gesamtsteifigkeit
haben. Der Großteil der Überschneidungen von Rovingmaterial, welche eine lokale Dickenauslenkung
zur Folge haben, befindet sich im Bereich der Kreuzungsstellen zwischen den äußeren Gurt- und inneren
Stegsegmenten.
5.2.7.3 Vergleich der experimentellen und numerischen Ergebnisse
Neben dem Vergleich bisheriger FKV-Bauweisen mit neuen computergestützten Auslegungsstrategien
zur Auslegung variabelaxialer TFP-FKV-Strukturen war ein weiterer Schwerpunkt der vorliegenden
Arbeit, komplexe TFP-Bauteile berechenbar zu machen, um für die Bauteilauslegung notwendige Itera-
tionszyklen nicht an realen Bauteilen sondern virtuell mittels hinreichend genauer Simulationsmodelle
durchführen zu können. Um die Qualität des entwickelten 3D-Modellansatzes bewerten zu können,
wurden die experimentell ermittelten Ergebnisse numerischen Berechnungswerten gegenübergestellt,
entsprechend dem Diagramm in Abbildung 5.44. Neben den ausführlich besprochenen hauptspannungs-
und topologieoptimierten Brake Booster-Varianten wurde für den Ergebnisvergleich ebenfalls der
ingenieurtechnisch ausgelegte Brake Booster TFP-1 nach Carosella [5], von dem das zugrundelie-
gende TFP-Ablagemuster zur Verfügung stand, mit verwendet. Außerdem wurden zwei ebenfalls im
Rahmen dieser Arbeit frühzeitig entwickelte und mittels SKO-Verfahren topologieoptimierte Brake
Booster-Varianten, die jeweils auf unterschiedlichem Basismaterial (Filterpapier: TFPSKO,Papier bzw.
Kohlenstofffasergewebe: TFPSKO,KG) fixiert wurden, mit berücksichtigt. Um die zuvor rein experimen-
tell ermittelte vergleichsweise niedrige Struktursteifigkeit des TFPSKO,Papier-Bauteils zu verbessern,
wurde bei der Variante TFPSKO,KG das Kohlenstofffaserbasisgewebe aus den Stegzwischenbereichen
nicht entfernt. Da die Topologieoptimierung über den SKO-Ansatz im vorliegenden Fall zu keiner
in sich steifen tragwerksähnlichen Struktur führte, konnte durch die schubversteifende Wirkung des
Basisgewebes eine Verdopplung der Struktursteifigkeit erreicht werden, die jedoch noch deutlich unter-
halb der übrigen variabelaxialen TFP-Strukturen liegt. Bei einer durchschnittlichen Bauteilmasse von
m = 22, 9 g resultiert dies in einer ebenfalls vergleichsweise geringen massespezifischen Struktursteifigkeit
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von rund CS,m = 5, 0N/m/g, die damit lediglich auf dem Niveau eines MAG-QI-Brake Boosters liegt
(vgl. rechtes Diagramm in Abbildung 5.39). Trotzdem ermöglichen diese zusätzlichen Bauteile den
Modellierungsansatz an unterschiedlichen Strukturkomponenten zu testen und zu bewerten.
Für die Erstellung der FEA-Berechnungsmodelle wurde mit Ausnahme der materialoptimierten TFP-
Strukturen der integral aus der Preform- bzw. der Bauteilmasse ermittelte Faservolumengehalt verwendet.
Aufgrund des stark schwankenden lokalen Faservolumengehalts zwischen den Mittel- und Randbereichen
der Struktur wurde dieser für die relevanten zum Rand liegenden CFK-Bereiche implizit aus der
resultierenden Bauteildicke am unteren Punkt der Symmetrieebene abgeleitet. Aufgrund des verwendeten
geschlossenen RTM-Werkzeugs weisen die CFK-Bauteile an dieser Stelle eine Dicke von etwa t = 6, 0mm
auf. Durch die Erstellung von 3D-FE-Modellen mit genau diesem Dickenwert an benannter Stelle
ergaben sich unter Berücksichtigung des jeweiligen Basismaterials für das TFPMat,Papier-Bauteil ein
Faservolumengehalt von ϕ = 52% und für die TFPMat,KG ein Wert von ϕ = 56%.
Abb. 5.44: Vergleich von experimentell und numerisch ermittelter Struktursteifigkeit CS an verschiede-
nen variabelaxialen TFP-CFK-Brake Booster-Strukturen
Insgesamt zeigt das Diagramm in Abbildung 5.44 eine sehr gute Korrelation zwischen den experimentel-
len und numerischen Ergebnissen. Die Abweichungen der numerischen Werte sind mit 0,7% bis 7,3%
alle kleiner als 10% und liegen meistens innerhalb des eingezeichneten doppelten Standardfehlers der
experimentellen Werte, wenn dieser angegeben werden konnte. In den meisten Fällen liegen die numeri-
schen Ergebnisse unterhalb der experimentellen Ergebnisse, was auf eine möglicherweise zu konservative
Abminderung der UD-Steifigkeit infolge der vorliegenden Faserondulation zurückzuführen ist. Außerdem
liegt eine mögliche Unschärfe der experimentellen Ergebnisse aufgrund der vergleichsweise geringen
Anzahl an geprüften Strukturbauteilen vor. Dennoch kann das vorliegende Ergebnisse unter Beachtung
der Komplexität der Modellierungsaufgabe, der Vielzahl an ergebnisbeeinflussenden Parametern und
ermittelten geringen Abweichungen als sehr gut eingestuft werden.
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Abb. 5.45: Vergleich der experimentell gemessenen und numerisch ermittelten ersten Hauptdehnung
am Beispiel des materialoptimierten Brake Boosters TFPMAT,P apier
Abschließend soll die Ergebnisqualität noch anhand eines Vergleichs der an der Bauteiloberfläche
optisch mittels ARAMIS gemessenen bzw. numerisch berechneten ersten Hauptdehnung am Beispiel
der Brake Booster Variante TFPMAT,Papier veranschaulicht werden. Es musste sich auf dieses Bauteil
beschränkt werden, da dieses Bauteil eine ausreichend große Oberfläche zur optischen Messung bot bzw.
bei der angelegten Kraft von FB = 500N nur hier eine ausreichend hohe Dehnung zur experimentellen
Veranschaulichung vorlag. In Abbildung 5.45 sind links das 3D-FE-Modell sowie das reale CFK-
TFP-Bauteil gegenübergestellt und rechts die damit gemessenen bzw. berechneten Werte der ersten
Hauptdehnung. Experiment und Berechnung weisen hierbei eine sehr gute qualitative Übereinstimmung
auf. Gut zu erkennen ist dabei die Dehnungsüberhöhung mit bis zu ε1 = 0, 7% entlang der neutralen
Achse im oberen Bereich des Bauteils. Diese hohen Dehnungen resultieren aus den in diesen Bereichen
vorliegenden harzreichen Zonen, welche durch das Zusammentreffen der beiden unterschiedlichen
Hauptspannungslayer entstehen. Das zugrundeliegende Basismaterial, harzdurchtränktes Filterpapier,
ist dabei nicht in der Lage die in diesen Zonen auftretenden hohen Beanspruchungen aufzunehmen.
5.2.8 Zusammenfassung und Schlussfolgerung
Trotz des vergleichsweise einfachen Lastfalls des Bauteils Brake Booster vermag ein mit Faserverbund-
bauweisen vertrauter Ingenieur nicht a priori eine ideal steife und gleichzeitig masseminimale Struktur-
variante zu finden. Die in den Kapiteln 3 und 4 beschriebenen Ansätze, um mittels Topologie- und/oder
Materialoptimierung an das Ziel zu gelangen, wurden mit Hilfe dieses Strukturbauteils unter den
fertigungstechnischen Aspekten des TFP-Verfahrens umgesetzt und hinsichtlich ihrer Steifigkeitseigen-
schaften überprüft. Dabei weist die topologisch optimierte Variante, mit einem Kohlenstofffasergewebe
als Basismaterial, mit deutlichem Abstand die größte massespezifische Steifigkeit aller untersuchten
Bauteile auf. Um die Struktursteifigkeit auch komplexer variabelaxialer TFP-Strukturen mittels FEA
vorhersagen zu können, sind geeignete FE-Modelle notwendig, die neben der lokalen Dickenverteilung
und auf das Grundnetz projizierten Faserorientierung auch die Faserauslenkung in Dickenrichtung
berücksichtigen können. Hierzu eignen sich aus 2D-Schalenelementen aufgebaute FE-Modelle nicht, wie
vor allem am Beispiel des materialoptimierten Brake Boosters deutlich wird. Mit 3D-Volumenelementen
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lässt sich dagegen eine sehr gute Übereinstimmung zwischen den numerisch vorausgesagten und ex-
perimentell ermittelten Struktursteifigkeiten erzielen. Mit dieser bisher nicht verfügbaren Möglichkeit
lassen sich zukünftig komplexe variabelaxiale, steifigkeitsdimensionierte TFP-Strukturen zuverlässig
vorhersagen. So wäre der Aufwand zur Fertigung und Prüfung der mittels SKO topologisch optimierten
Brake Booster-Varianten vermeidbar gewesen, hätte die Möglichkeit zur Struktursimulation mittels des
vorgestellten AOPS-Softwarewerkzeugs bereits zu Beginn der Arbeiten bestanden.
Der Brake Booster selbst steht dabei exemplarisch für eine ganze Klasse von Strukturelementen kleiner
bis mittlerer Größe, an die die Anforderungen nach einer hohen Struktursteifigkeit bei gleichzeitig gerin-
ger Masse gestellt werden. Dieser Klasse von Strukturelementen können ebenso Hebel (z. B. Kipphebel
an Hochleistungsverarbeitungsmaschinen, Aktorhebel), gebogene Versteifungsbügel (z. B. für Bügel-
messschrauben, Stanzbügel) sowie Fahrzeugstrukturelemente (z. B. Dreieckslenker, Drehmomentstütze)
zugeordnet werden.
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6 Zusammenfassung und Ausblick
6.1 Zusammenfassung
In der vorliegenden Arbeit werden verschiedene Aspekte zur fertigungsgerechten Auslegung variabelaxia-
ler Faser-Kunststoff-Verbundbauteile für den extremen Strukturleichtbau vorgestellt. Aufgrund bislang
nur begrenzt zur Verfügung stehender Möglichkeiten zur Herstellung variabelaxialer FKV, wurde ein
Großteil aller bisherigen Untersuchungen zur Auslegung entsprechender Leichtbaustrukturkomponenten
nur theoretisch durchgeführt. Für die zur Struktursimulation üblicherweise eingesetzte Finite Elemente
Analyse wurden dabei vorrangig stark vereinfachte Analysemodelle verwendet. Hierbei wurden weder
notwendige Fertigungsrandbedingungen berücksichtigt noch der tatsächliche strukturelle Aufbau einer
resultierenden Verstärkungsstruktur hinreichend genau berücksichtigt.
Mit der Entwicklung der Tailored Fiber Placement-Technologie besteht nunmehr seit fast zwei Jahrzen-
ten die Möglichkeit, variabelaxiale, endlosfaserverstärkte FKV-Strukturen in Serienqualität herzustellen.
Von allen derzeit verfügbaren Fadenlegetechnologien bietet die TFP-Technologie sowohl die größte
Produktivität, als auch die größten Freiheiten bei der Fadenabalge. So sind selbst kleine Radien
durch die textiltechnische Fixierung der in Roving-Form verarbeiteten Verstärkungsfäden problem-
los möglich. Die somit verfügbaren Fertigungsmöglichkeiten stellen die Herstellung hoch belastbarer
FKV-Strukturbauteile für extreme Leichtbauanwendungen in Aussicht. Gleichzeitig stellt die große Pa-
rametervielfalt jedoch auch hohe Anforderungen an den Konstrukteur bei der Auslegung entsprechender
FKV-Teile. So steht zudem bis heute, anders als bei der Auslegung von multiaxialen Mehrlagenlaminaten,
praktisch kein ingenieurtechnischer Erfahrungsschatz bereit, an denen sich Faserverbundbauteilentwick-
ler orientieren können.
Die bisher am häufigsten zitierten und angewendeten Verfahren zur Bauteilauslegung können der
Disziplin der Materialoptimerung zugeordnet werden. Hierfür werden bauteil- und lastfallspezifische
Ausgangsrechnungen, basierend auf isotropen Materialmodellen, mittels FEA durchgeführt. Anschlie-
ßend werden mit deren Hilfe Hauptspannungs- bzw. Lastpfadverläufe abgeleitet. Diese stellen im besten
Fall dem Ingenieur einen Design-Vorschlag zur Verfügung, an dem er sich bei der Bauteilauslegung
orientieren kann. Abhängig von der gewählten äußeren Geometrie und dem angreifenden Lastfall können
die so erhaltenen Ablagemuster jedoch auch deutliche Schwachstellen aufweisen, wie etwa eine stark
heterogene Faderverteilungen bzw. nicht mehr fertigbare lokale Dickenanhäufung. Weiterführende Ma-
terialoptimierungsansätze auf Basis von Hauptspannungen, bei denen das anisotrope Materialverhalten
mit Hilfe ebener Shell-Elemente konstanter Dicke abgebildet werden soll, erweisen sich ebenfalls als
wenig zielführend, da hierdurch in keiner Weise die realen Struktureigenschaften abgebildet werden
können. Diese weisen neben einem lokal verschiedenen Faserwinkel auch eine aus der variabelaxialen
Fadenablage resultierende Dickenverteilung auf.
Einen wesentlich allgemeineren und auch flexibleren Ansatz zur Strukturauslegung stellt die Vorkon-
ditionierung der Bauteilstuktur mit Hilfe einer Topologieoptimierung dar. Auch unter Berücksich-
tung mehrerer Lastfälle und verschiedener Lastfallkombinationen können so Design-Vorschläge zur
Entwicklung variabelaxialer FKV-Strukturen erstellt werden, die sowohl aus mechanischer als auch
fertigungstechnischer Sicht einem reinen Materialoptimierungsansatz überlegen sind. Die mit Hilfe
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isotroper Materialmodelle durchgeführte Topologieoptimierung erweist sich dabei im Vergleich zu
bestehenden anisotropen Ansätzen der Freien Materialoptimierung als zielführender für den Anwender.
Auch wenn hiedurch keine bestmögliche Relaxation des Optimierungsproblems erreicht wird, kann die
Abstraktion des Gestaltungsvorschlags doch deutlich einfacher vollzogen werden.
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit werden daher zunächst bestehende Optimierungsansätze, Methoden
und mögliche Konsequenzen für die fertigungsgerechte Umsetzung variabelaxialer FKV-Bauteile mittels
Material- bzw. einer gekoppelten Topologie- und Materialoptimierung analysiert und diskutiert. An zwei
praktisch umgesetzten Beispielen wurde versucht den Grundgedanken einer notwendigen, vorgeschalteten
Topologieoptimierung zu verdeutlichen und spezifische Probleme topologieoptimierter, variabelaxialer
TFP-Strukturen, wie das Problem von Kreuzungsstellen näher zu beleuchten. Dabei konnte am Beispiel
eines Fahrrad-Brake Boosters exemplarisch gezeigt werden, dass sich mittels Topologieoptimierung
variabelaxiale TFP-Strukturen mit extrem hohem massespezifischen Steifigkeitseigenschaften umsetzen
lassen, die FKV-Bauweisen mit einem multiaxialen Mehrlagenaufbau auf Basis derselben Ausgangsmate-
rialien deutlich überlegen sind. Für den Entwicklungsprozess notwendige Hilfsmittel wurden dabei in das
im Rahmen der Arbeit entwickelte Softwarewerkzeug AOPS implementiert und beispielhaft angewendet.
Die zu bisherige TFP-Prozesskette konnte somit um computergestützte, ingenieurtechnische Hilfsmittel
erweitert werden.
Die Tatsache, dass damit zwar prinzipiell günstige Design-Vorschläge mit stark vereinfachten Ersatzmo-
dellen gemacht werden können, aber letztlich keine Aussage über die tatsächlichen Bauteileigenschaften
getroffen werden können, kann als eine der bisher größten Hindernisse für eine stärkere Verbreitung
variabelaxialer Fadenlegetechnologien, wie dem TFP-Verfahren, angesehen werden. Von wesentlicher
Bedeutung zur theoretischen Strukturauslegung komplexer, variabelaxiale TFP-Bauteile ist vor allem
die Möglichkeit zur Erstellung hinrichend genauer Analysemodelle. Als hinreichend genau kann in einem
ersten Ansatz bereits die Möglichkeit zur Vorausberechnung der Struktursteifigkeit erachtet werden.
Erst hierdurch ist eine tatsächlicher Bauteiloptimierungsprozess möglich, unabhängig ob diese manuell
durch einen Entwicklungsingenieur oder mit Hilfe mathematischer Methoden durchgeführt wird.
Für eine möglichst genaue Modellbeschreibung zur FEA sind jedoch eine hohe Anzahl zum Teil
voneinander abhängiger Parameter notwendig. So beeinflusst der lokale bzw. elementweise Faserwinkel
das resultirende Trajektorienmuster, welches wiederum die Dickenkonturierung des TFP-Bauteils
maßgeblich bestimmt. Dabei müssen zusätzlich noch Fadenauslenkungen in Dickenrichtung aufgrund
des Fadenablageverlaufs berücksichtigt werden. Mit dem in dieser Arbeit vorgestellten makroskopischen
Modellierungsansatz können allein auf Basis des Fadenlegemusters komplexe FE-Modelle auf Basis von
2D-Schalen- bzw. 3D-Volumenelementen generiert werden. Der Vorteil dieses Modellierungsansatzes
besteht sowohl in der relativ einfachen Handhabung bei der Modellerstellung als auch in der Möglichkeit
die Modelle mit Hilfe konventioneller FE-Solver direkt zu lösen. Vergleichsrechnungen zu den Ergebnissen
experimenteller Untersuchungen an verschiendenen TFP-Strukturbeispielen zeigen dabei eine sehr
gute Übereinstimmung unter Berücksichtigung angepasster Materialparameter aufgrund des TFP-
Legeprinzips. Zukünfte Generationen von TFP-basierten Verstärkungsstrukturen können somit erstmals




Für die Anwendung zukünftiger Optimierungsstrategien zur Auslegung variabelaxialer FKV-Strukturen
ist die Verwendung hinreichend genauer Analysemodelle von großer Bedeutung. Der im Rahmen dieser
Arbeit entwickelte Modellansatz kann dabei einen ersten Beitrag zur Auslegung steifigkeitsdimensionier-
ter Bauteile liefern. Gleichtzeitig spielen aber auch Festigkeitskriterien bei der Auslegung von FKV einen
große Rolle. Hierfür sollte als nächster Schritt eine Verifikation zur Anwendbarkeit des vorliegenden
Modellansatzes hinsichtlich einer möglichst exakten Bauteilversagensvorhersage unter Berücksichtigung
aktuellen Festigkeitskriterien nach Puck oder Cuntze [40, 45] durchgeführt werden.
Da es aufgrund des frei generierten 2D-Basisnetzes bei der Erstellung des 3D-Modells zu element-
weise gestuften Verläufen und somit wiederum zu lokalen diskretitionsbedingten Spannungsspitzen,
beispielsweise entlang separat abgelegter Rovings, kommen kann, sollten alternative Wege zur Modell-
vernetzung untersucht werden. Zum einen können bereits im Basisnetz entsprechende Konturlinien
für eine sektionsweise Vernetzung einzelner Rovings berücksichtigt werden, so dass die resultierenden
Elementverläufe kontinuierliche, geglättete Kanten aufweisen. Zum anderen besteht die Möglichkeit, das
Modell grundlegend auf Basis eines Volumenkörpers zu diskretisieren. Hierbei wird zunächst auf Basis
einer Dickenanalyse ein analytisch beschreibbares Volumenmodell mit allen Details erzeugt, dem in
einer anschließenden separat vorgenommenen Vernetzung lokal angepasste Elementkoordinatensystem-
ausrichtungen zugewiesen werden. Dabei können dann u. a. auch tetraedrische Elementgeometrien
eingesetzt werden.
Um zukünftig bei der Auslegung variabelaxialer TFP-FKV-Strukturen weniger auf Optimalitätskriterien
angwiesen zu sein und stattdessen gradientenbasierte Optimierungsalgorithmen verwenden zu können,
ist eine deutliche Reduktion notwendiger Design-Variablen des Entwurfsmodells notwendig. Dabei
muss, anders als bei den bisherigen Ansätzen, eine Entkopplung der Trajektorienbeschreibung vom
Analysemodell erfolgen. Ein ähnliches Prinzip hierzu wurden bereits von Nagendra et al. [181] und zum
Teil auch von Parnas et al. [176] vorgestellt. Auch hierfür bietet das im Rahmen der vorliegende Arbeit
vorgestellte Modellierungsprinzip einen vielversprechenden Ansatz. So kann die Festlegung der später
im FE-Analysemodell vorgegebenen lokalen Elementrichtungen durch Vorgabe einer unanhängigen
Trajektorienschar für das Entwurfsmodell erfolgen. Werden zur Beschreibung einzelner Trajekorien
statt Polylinien Splines verwendet, reduziert sich die Anzahl notwendiger Kontrollpunkte deutlich und
somit auch die Anzahl der Design-Variablen zur Linienverlaufsbeschreibung.
Aus fertigungstechnischer Sicht macht es Sinn, die Bauteiltopographie direkt aus der Dickenanalyse
abzuleiten, um daraus 3D-Entwürfe exakt konturierter Injektionswerkzeuge zu generieren. Hierdurch
kann, anders als im Rahmen der vorliegenden Arbeit durchgeführt, auch für materialoptimierte,
variabelaxiale FKV-Bauteile ein über die gesamte Struktur konstanter Faservolumengehalt erreicht
werden. Erste Ansätze in diese Richtung wurden bereits von Uhlig [245] präsentiert und zeigen eine
gute praktische Umsetzbarkeit.
Weitere Möglichkeiten der Strukturoptimierung neben den beschriebenen Verfahren der Topologie- und
Materialoptimierung sind zukünftig ebenfalls in Betracht zu ziehen. Entsprechend der in der Einleitung
der Arbeit in Abbildung 1.2 gezeigten Disziplinen der Strukturauslegung ist auch für variabelaxiale
TFP-Strukturen die Berücksichtung weiterer Optimierungsmaßnahmen prinzipiell denkbar. So können
Formoptimerungsschritte an Konturrändern topologieoptimierter TFP-Bauteile, zu einer Reduktion
von Kerbspannungen führen. Maßnahmen zur Querschnittsoptimierung können darüber hinaus gerade
bei tragwerksähnlichen Strukturen helfen, die massebezogene Struktursteifigkeit weiter zu reduzieren.
Am Beispiel des topologieoptimierten Brake Boosters wären so unterschiedliche Faserquerschnitte in
den äußeren zug- bzw. druckbeanspruchten Gurten denkbar.
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E-Modul in Faserrichtung, E1 [GPa] 240










Tab. A.2: Materialdaten des Zweikomponentenharzsystems Expoxidharz L 20 und Härter EPH161
(getemperten)
Werkstoffbezeichnung Epoxidharz















L 20 + EPH161
Flächenmasse, mA
[g/m2] 215,6
E-Modul, E [GPa] 6,04
Querkontraktion, ν2,1 0,3
Zugfestigkeit, Rz
[MPa] 88,8
Bruchdehnung, ε1
[%] 2,7
